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Kapitel 1
Einleitung
1.1 Ausgangssituation
Im Zuge der Energiewende werden konventionelle Methoden der Energiegewin-
nung zunehmend verdrängt. Erneuerbare Energien als nachhaltige Resource sind
jedoch starken Fluktuationen unterworfen und führen neben einer globalen Ein-
speisedynamik auch zu regional unterschiedlichen Versorgungsprofilen mit entspre-
chenden Lastgradienten. Diese Entkopplung von Erzeuger- und Verbraucherstand-
orten darf nicht zu Lasten der allgemeinen Versorgungssicherheit geschehen und
muss folglich kompensiert werden.
Die Reduktion einstellbarer Einspeiselastprofile einerseits und die Erhöhung vo-
latiler Erzeuger mit Einspeisevorrang andererseits stellen neue Anforderungen an
die Versorgung und steigern so die Notwendigkeit zur Flexibilisierung des Energie-
übertragungssystems. Damit einhergehend wird auch der Ausbau von Transport-
netzkapazitäten vorangetrieben. Dies kann und soll neben dem konventionellen
Transportnetzausbau in der Höchstspannungsebene auch mit der Einführung zu-
sätzlicher Hochspannungsgleichstromübertragung (HGÜ) geschehen. Damit wird
bezüglich Leistungselektronik-durchdrungener Knoten auf Höchstspannungsebene
die weitestgehend alternativlose Anbindung von Offshore-Windkraftanlagen mit-
tels HGÜ durch Onshore-Systeme ergänzt.
Den Zubau an leistungselektronisch durchdrungenen Versorgungsknoten gilt es
neben neuartiger Problemschwerpunkte im Bereich der Stabilität auch unter öko-
nomischen Gesichtspunkten zu untersuchen. Bedingt durch die erheblichen Kos-
ten eines Trassenneubaus und der geringen gesellschaftlichen Akzeptanz bei kon-
kreten Umsetzungsvorhaben werden Übertragungskapazitäten sehr wahrschein-
lich gebündelt. Dieses Bestreben findet sich beispielhaft auch im Netzentwick-
lungsplan für das Jahr 2017 wieder [2]. Darin sind unter anderem gesteigerte
Gleichstromübertragungsleistungen für einzelne Korridore aufgezeigt. Resultieren-
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de Onshore Übertragungskapazitäten von bundesweit bis zu 20GW und Einzel-
trassenkapazitäten bis 4GW werden in diesem Zusammenhang für möglich gehal-
ten. Die Höhe dieser Übertragungsleistung kann allein aus Gründen der Redun-
danz kaum durch nur zwei Konverter realisiert werden. Gleichzeitig bestehen von
reinen Punkt-zu-Punkt-Verbindungen abweichende Möglichkeiten zur flexibleren
Verteilung der Offshore-Windenergie innerhalb von Europa [10]. Abseits der Fra-
ge, wie die unterschiedlichen Systemspannungen vereinheitlicht werden könnten,
wird dabei die Vision einer vernetzten HGÜ-Systemarchitektur erwogen um Groß-
britannien, Deutschland und Europa bedarfsgerecht mit der Windparkenergie zu
versorgen. Damit gewinnen Multi-Terminal-Systeme (MTS) bei der Diskussion
um die Realisierung von Projekten für DC-Übertragungskapazitäten im Onshore,
wie auch im Offshore-Bereich, zunehmend an Relevanz. Unter Berücksichtigung
der gebündelten Leitungsführung und den erweiterten Möglichkeiten in Bezug auf
die Verteilung könnten Teile der HGÜ perspektivisch in Strukturen jenseits rei-
ner Punkt-zu-Punkt Verbindungen aufgebaut werden. Solche Systeme erfordern
allerdings neben einer Reihe von Standardisierungsmaßnahmen und der Umset-
zung betriebstechnischer Änderungen, auch ein allgemeines Schutzkonzept für die
Gleichstromseite. Der HGÜ-Leistungsschalter stellt in diesem Zusammenhang für
die Akzeptanz und Zuverlässigkeit mit einiger Wahrscheinlichkeit eine Schlüssel-
komponente dar [25].
1.1.1 Einführung in die Fehlerklärung von HGÜ-Systemen
In Übertragungssytemen muss grundsätzlich mit Störeinflüssen gerechnet werden,
die zu einem Kurzschluss der Pole untereinander (engl. Pole-to-Pole, P2P) oder
eines Pols mit Erde (engl. Pole-to-Ground, P2G) führen können. Entsprechend
[49] wird dabei zwischen gleichstromseitigen Fehlern in Kabeln und Freileitun-
gen unterschieden. Während in Kabeln permanente Fehler auftreten und eine län-
ger andauernde Reparaturmaßnahme folgen kann, ist dies für Freileitungen nicht
grundsätzlich der Fall. In beiden Fällen muss jedoch eine Fehlerklärung stattfinden.
Hierfür ist abhängig von der Umrichter-Topologie zunächst die Wahl zwischen zwei
Strategien möglich. Einerseits kann das System durch Öffnen der drehstromseiti-
gen Leistungsschalter SAC vollständig vom Netz genommen werden, andererseits
kann der Fehler gegebenenfalls auch aktiv ausgeregelt werden. Dies setzt in der
Regel die Einstellbarkeit des Spannungssollwerts auf einen Bereich unterhalb der
gleichgerichteten Netzspannung voraus, wie dies mit Modularen Multilevel Kon-
vertern (engl.Modular Multilevel Converter, MMC) in Vollbrückenausführung der
Fall ist. Bei Ausführung mit reinen Halbbrücken-Submodulen entsteht über deren
Freilaufdioden entsprechend Abbildung 1.1 ein Diodengleichrichter, der den Feh-
ler bis zur Klärung aus dem Drehstromsystem speist.
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Abbildung 1.1: Darstellung von gleichstromseitigen Kurzschlüssen für einen
symmetrischen Monopol in Halbbrückenausführung mit
Pol-zu-Erde-Fehler (P2G) und Pol-zu-Pol-Fehler (P2P)
Diesem Vorgehen steht die Behandlung von Fehlern auf der Gleichstromseite als
mögliche Alternative gegenüber. Um eine Kurzunterbrechung zu vermeiden und
den Weiterbetrieb unbeteiligter Systembereiche zu ermöglichen werden zusätzli-
che Schutzeinrichtungen benötigt [3]. Das Schalten von Gleichströmen in HGÜ-
Systemen ist im Normalbetrieb nicht notwendig. Es kann sogar kontraproduktiv
sein. Konverter sind individuell geregelte Anlagen, die über konfigurierbare Be-
triebsführungsstrategien selbständig einen stationären Arbeitspunkt finden. Die-
ser kann wiederum so verändert werden, dass die reguläre Außerbetriebnahme
einer Leitung bis auf einen residualen Leistungsfluss stromlos erfolgt. Somit ist
zwar ein Trennschalter notwendig der etwaige Restströme unterbricht, aber kein
Lastschalter.
Demgegenüber stehen transiente Ausgleichsvorgänge in Folge auftretender Fehler,
die zur Aufrechterhaltung verbliebener Übertragungskapazitäten oder zur zeitna-
hen Wiederherstellung ausgefallener Übertragungskapazitäten eine schnelle Fehl-
erklärung motivieren. Reichen konventionelle Schutztechniken nicht aus um die
Sicherheit im Verbundnetz zu garantieren, können daher HGÜ-Leistungsschalter
eine mögliche Lösung darstellen.
1.1.2 Anforderungen an HGÜ-Leistungsschalter
Leistungselektronik reagiert im Allgemeinen sensibler auf Situationen im Grenz-
bereich als dies bei klassischen Betriebsmitteln, wie Transformatoren oder Genera-
toren, der Fall ist. Der Grund ist vereinfacht ausgedrückt, dass die Funktionalität
innerhalb der sehr feinen festkörperphysikalisch-wirksamen Halbleiterstrukturen
erbracht wird und Grenzen daher häufig sehr exakt bestimmbaren Mechanismen
zugeordnet werden können. Eine Grenzverletzung führt damit schnell zum Verlust
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(a)
(b)
Abbildung 1.2: (a) Systemabschaltung durch Leistungsschalter auf der
Drehstromseite
(b) lokale Fehlerklärung durch einen HGÜ-Leistungsschalter
der vorgesehenen Komponenteneigenschaften und nicht selten zur unmittelbaren
Zerstörung. Die Sperrschicht, als ihr aktiver Bereich, verfügt dabei über eine aus-
gesprochen geringe thermische Kapazität. Damit werden schnelle Reaktionszeiten
notwendig. In einem leistungselektronischen Betriebsmittel sind sehr unterschied-
liche Komponenten enthalten und da diese jeweils eigene Spezifikationen mitbrin-
gen, kann in Bezug auf Alterung und Ausfallwahrscheinlichkeit eine Bewertung
komplexen Korrelationseffekten unterliegen. Hier spielen Topologie, Betriebsweise
oder auch eingesetzte Regelverfahren eine wichtige Rolle. Dieser Umstand ist bei
selbstgeführten Umrichtern allgegenwärtig. Somit können HGÜ-Leistungsschalter
nur dann einen Beitrag zur Verfügbarkeit des Systems leisten, wenn interne Schutz-
mechanismen der Konverter im Fehlerfall nicht auslösen. Andernfalls kommt es
zum Blockieren oder zum Öffnen der nachgelagerten Schutzeinheit - dem konven-
tionellen Leistungsschalter. Der Faktor Zeit spielt somit eine entscheidende Rolle.
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Um Übertragungskapazitäten zu erhalten, muss die Klärung innerhalb einer ade-
quaten Zeit umgesetzt werden. Das umfasst primär die Erkennung und das Un-
terbrechen des Fehlers, aber auch die sich anschließende Abklingphase mit Blick
auf den zunächst weiterhin hohen Fehlerstrom und, zeitlich zusammenhängend,
das Wiederanfahren der fehlerbehafteten Abschnitte. Da sich die Dynamik gleich-
stromseitiger Fehler anders darstellt, als dies für Wechselstrom bekannt ist, muss
mit strengeren Vorgaben gerechnet werden. Nach derzeitigem Verständnis sollte
eine Zeitdauer bis zur Fehlerunterbrechung von ca. 5ms im Allgemeinen nicht
überschritten werden [5]. Die konkrete Bewertung obliegt dabei dem Einzelfall.
Klar ist jedoch, dass Auslösezeiten konventioneller Leistungsschalter nicht ausrei-
chen werden um einen wirkungsvollen Schutz zu etablieren.
Die sogenanntenOpen-Close-Open-Schalthandlungen (dt. Öffnen-Schließen-Öffnen,
OCO), also ein Schaltspiel aus einer Öffnung, einem Schließen und einem erneuten
Öffnen, kann unter gewissen Umständen ebenfalls sinnvoll sein. Aus dem Abkühl-
verhalten verschiedenartiger Lichtbögen, wird in [67] geschlossen, dass Wiederan-
fahrzeiten innerhalb weniger hundert Millisekunden nach Erlöschen des Lichtbo-
gens denkbar sind. Damit sind die Vorgänge zeitlich nicht vollständig entkoppelt
und müssen gegebenenfalls auch unter diesem Gesichtspunkt bewertet werden. Be-
einflusst durch die Auswirkungen der Schaltzeit lässt sich ein Anforderungsprofil
an das HGÜ-Schaltgerät formulieren, welches sich entsprechend Abbildung 1.3
grob gliedern lässt.
Abbildung 1.3: Anforderungen an HGÜ-Leistungsschalter
Zunächst muss der Schalter in der Lage sein, den Betriebsstrom permanent und
den resultierenden Kurzschlussstrom bis zur vollständigen Abschaltung zu tragen.
Damit einhergehende joulsche Erwärmung und Belastungen durch die Lorentz-
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kraft müssen einkalkuliert werden. Weiterhin ist die Fähigkeit einen Abschalt-
strom Ib unter Ausbildung einer Schaltspannung uTIV (engl. Transient Interrupti-
on Voltage, TIV) zu unterbrechen bezüglich der eigentlichen Aufgabe eine zentrale
Voraussetzung, wobei damit einhergehend auch eine ausreichende Energieaufnah-
mefähigkeit gegeben sein muss.
Weitere Aspekte, wie beispielsweise die Skalierbarkeit für unterschiedliche System-
spannungen, geringe Betriebs-, Wartungs- und Kapitalkosten, geringer Platzbe-
darf oder hohe Lebensdauer spielen wiederum für die Bewertung konkreter Ansät-
ze eine Rolle und sind über die reine Funktionalität hinaus ebenso im Lastenheft
verankert.
1.1.2.1 Begrenzung des Abschaltstroms
Wie sich in verschiedenen Untersuchungen gezeigt hat, sind die zu erwartenden
Fehlerströme in HGÜ-Systemen mit selbstgeführten Anlagen mitunter beträcht-
lich [7, 9]. Indem er Schäden verhindern soll, kommt dem Komponentenschutz
somit eine zentrale Bedeutung bei. Die Begrenzung des abzuschaltenden Stroms
ist hierbei eine Grundvoraussetzung um den Erfolg des HGÜ-Leistungsschalters
garantieren zu können. Dies spielt gerade im Fall leistungselektronischer Kom-
ponenten eine wichtige Rolle und verhindert bei entsprechender Berücksichtigung
zusätzlich die Überschreitung von Blockierschwellwerten. Dies ist insbesondere bei
ansonsten nicht kontrollierbaren halbbrückenbasierten Umrichtern von zentraler
Bedeutung damit der STATCOM-Betrieb zur aktiven Netzstützung durch Bereit-
stellung von Blindleistung durch den Umrichter ermöglicht wird [22].
Eine Option besteht darin, Kurzschlussstrombegrenzer (engl. Short Circuit Cur-
rent Limiter, SCCL) einzusetzen. Auch supraleitende Lösungen sind dabei denk-
bar [76, 77]. Diese besitzen eine veränderliche Impedanz. Inwiefern sich solche Be-
triebsmittel allerdings gegenüber reinen Luftdrosseln behaupten können, ist nicht
abschließend geklärt. Unabhängig davon ist das Begrenzen des Maximalstroms,
wie es etwa ein resitiver SCCL tun würde, nicht unmittelbar geboten. Die Reduk-
tion der Stromanstiegsgeschwindigkeit ist sehr wahrscheinlich ausreichend um die
Zeit bis zum Erreichen des spezifizierten Abschaltstroms auf umsetzbare Schalt-
zeiten zu verlängern. Damit steht dem SCCL die Drossel als deutlich einfachere
Komponente als unmittelbarer Konkurrent gegenüber.
Die Realisierung der Abschaltstrombegrenzung durch Einbringen einer Induktivi-
tät ermöglicht das Entkoppeln der während des Abschaltvorgangs intern ablaufen-
den Kommutierungen von Störeinflüssen des Systems und umgekehrt. Die Ausle-
gung erfolgt im einfachsten Fall entsprechend des erwarteten Betriebsstroms, des
zulässigen Abschaltstroms und der Systemspannung [22, 29]. Davon abweichend
ist gegebenenfalls auch eine andere Auslegung möglich, wenn genauere Informatio-
nen zur Kurzschlussstromdynamik und den konkreten Anforderungen vorliegen.
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1.1.2.2 Aufbau einer Gegenspannung
Beim Schalten von Wechselstrom wird der systembedingt vorhandene Stromnull-
durchgang genutzt um bei ausreichendem Kontaktabstand der Elektroden eine an-
haltende Unterbrechung herbeizuführen. Der Stromnulldurchgang impliziert gleich-
zeitig, dass keine Energie in der Kreisinduktivität gespeichert ist. Beim Schalten
von Gleichströmen stellt sich dies anders dar. Hier ist eine über die Gleichspan-
nung udc (Gleichstrom, engl. direct current, dc) hinausgehende Gegenspannung
uTIV notwendig um den Kreis zu öffnen. Dieser Spannung muss der Hauptschal-
ter (engl. Main Breaker, MB) standhalten, wobei die Erzeugung der Spannung
unterschiedlichen Grundprinzipien unterliegen kann [53]. Dabei bestimmt die Dif-
ferenz uTIV − udc die systemische Stromabnahme. Für die Charakterisierung des
Schaltvorganges werden die Größen ∆tr für die Anstiegszeit der Gegenspannung
und ∆tclr für die Klärungsdauer eingeführt. Darüber hinaus muss im Falle eines
Fehlers ergänzend mit einer Fehlererkennungszeit und einer Schaltverzögerung ge-
rechnet werden. Letztere resultiert aus internen Kommutierungsvorgängen und
bei Schaltern mit mechanischen Komponenten durch Verfahren beweglicher Tei-
le. Beides läuft vor dem zentralen Abschaltvorgang ab, der die Stromreduktion
einleitet.
uTIV
ib(t)
udc
uMB
iMB
Sr
∆tr
∆tclr
Abbildung 1.4: Charakteristische Größen eines Gleichstromschaltvorganges
1.1.2.3 Absorption magnetischer Feldenergie
Durch den Aufbau der Schaltspannung uTIV beginnt die den Schaltvorgang ab-
schließende Stromreduktion. Die Absorption der induktiv gespeicherten Energie
erfolgt durch Umsetzung in joulsche Wärme. Dazu kommen grundsätzlich Varisto-
ren und ohmsche Widerstände in Frage. Beide Absorbertypen sind als hochspan-
nungstechnisch erprobte Komponenten verfügbar.
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Ohmsche Widerstände können je nach Leistung, Spannungsfestigkeit und Wider-
standswert aus einer Vielzahl von Materialien gefertigt werden, was eine insge-
samt sehr robuste Auslegung erwarten lässt. Allerdings sind sie bedingt durch
ihre lineare Strom-/Spannungscharakteristik nicht in der Lage eine Begrenzung
der Schaltspannung auf stromunabhängige Werte festzulegen.
Dieser Nachteil wird durch das nichtlineare Ansprechverhalten von Metall-Oxid-
Ableitern ausgeräumt. Dabei kommen inhomogene Materialien zum Einsatz, deren
Körnung durch Wechselwirkungen zwischen Korngrenzen das geforderte Verhal-
ten erreicht. Ihre Auslegung ist allerdings bedingt durch das Materialverhalten
hinsichtlich Alterung und Lebensdauer komplexeren Zusammenhängen unterwor-
fen [55, 56]. So stellen statistische Unregelmäßigkeiten im Material [31, 46] und
belastungsabhängige Ausfallmechanismen [6] zu berücksichtigende Kriterien dar.
Hierbei kommt es nicht allein auf den Energieeintrag für sich genommen an, son-
dern ebenso auf: Stromamplitude, Pulskurve und Pulsdauer. Aufgrund des An-
sprechverhaltens wird der Schutzpegel in dieser Arbeit vereinfachend auf allgemein
1,5 p.u. gesetzt. So soll die thermische Stabilität der Ableiter im Dauerbetrieb nicht
gefährdet werden.
1.2 Zielsetzung der Arbeit
In der Literatur finden sich verschiedene Konzepte und Herangehensweisen um das
Problem des Gleichstromschaltens auf Hochspannungsebene zu lösen. Dabei wer-
den in dieser Arbeit aufgrund der Vielzahl der Ansätze einschränkend nur solche
untersucht, welche durch eine experimentelle (Teil-)Verifikation ihre grundlegen-
de Funktion unter Laborbedingungen nachweisen konnten. Schalter, die auf diese
Weise eine erhebliche Bedeutung erlangt haben, sollen nach ihrer Wirkungswei-
se kategorisiert behandelt werden. Die für einen Vergleich notwendige analytische
Auseinandersetzung mit konkreten Komponentenspezifikationen ist bei bisherigen
Untersuchungen nicht immer berücksichtigt worden. In Abgrenzung zu bestehen-
den Arbeiten, die sich verstärkt grundlegender Funktion oder Interaktion mit dem
System gewidmet haben, sollen in dieser Arbeit notwendige Auslegungszusammen-
hänge gängiger Ansätze erarbeitet werden.
Weiterhin soll die Untersuchung eines potenten Gleichstromschaltprinzips mit
50 kA Abschaltvermögen aufgegriffen werden [52]. Dazu wird eine modelltheoreti-
sche Neubewertung hinsichtlich der Einsatzfähigkeit in einer hochspannungstech-
nischen Applikation im Rahmen einer neuartigen Topologie vorgenommen. Diese
wird ebenfalls hinsichtlich zentraler Auslegungskriterien analysiert und durch eine
experimentelle Verifikation des Abschaltvorgangs im veränderten Belastungsum-
feld gestützt.
Ergänzend soll ein zentraler Ansatz zur Kostenoptimierung diskutiert werden, wel-
cher sich auf eine Restrukturierung der Schaltanlagen beruft und damit grundsätz-
lichen Einfluss auf die Umsetzung eines auf HGÜ-Leistungsschalter basierenden
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Schutzkonzeptes nehmen würde.
Zuletzt kommt der Bewertung einsetzbarer Technologien eine die Erkenntnisse
einordnende Rolle bei.
1.3 Strukturierung der Arbeit
Die Arbeit strukturiert sich in vier Bereiche:
- Beschreibung bekannter Umsetzungsmöglichkeiten: Bekannte Konzepte für
HGÜ-Leistungsschalter werden vorgestellt und wesentliche Auslegungszu-
sammenhänge beschrieben.
- Analyse und Validierung eines Schalterkonzepts basierend auf dem Gate-
Commutated Thyristor (GCT): Das Schaltprinzip der gegenstromgestützten
GCT-Abschaltung wird durch eine modulare Topologie mit hochfrequen-
ter Stromeinprägung für Hochspannungsanwendungen angepasst. Dazu soll
die Umsetzungsmöglichkeit zunächst modell-theoretisch untersucht und im
Anschluss einer experimentellen Validierung unterzogen werden. Die Kom-
ponenten der erforderlichen Versuchsumgebung werden vorgestellt und re-
sultierende Ergebnisse diskutiert.
- Untersuchung des Ansatzes Sammelschienenschutz: Der Sammelschienen-
schalter als potentielle Weiterentwicklung des Einzelleitungsschutzes wird
hinsichtlich seiner Eigenschaften evaluiert.
- Vergleich der Schutzkonzepte: Auf Basis zuvor erarbeiteter Erkenntnisse soll
eine Einordnung der Technologien stattfinden.
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Kapitel 2
Gleichstromschaltprinzipien und
deren Umsetzung
Die Schwierigkeiten bei der Handhabung von Gleichstrom haben dessen Einsatz
zur Übertragung und Verteilung elektrischer Energie früh Grenzen gesetzt. Trotz
einiger wichtiger Anwendungsbereiche, wie etwa dem Schienenverkehr, konnte sich
die Technik jenseits der Endkundenseite historisch kaum etabilieren. Das Aufkom-
men der HGÜ-Technologie hat hier erstmals eine technologisch wie ökonomisch
sinnvolle Erweiterungsmöglichkeit für den konventionellen Netzbetrieb geschaffen.
Zur elektrischen Übertragung hoher Leistungen über weite Entfernungen ist sie
wegen der geringen Verluste im Vergleich zur Drehstromübertragung alternativlos.
Das bei netzgeführten Umrichtern meist ausreichende Abregeln des Stromes gilt
es in selbstgeführten Systemen gegebenenfalls durch dynamische Schutzkonzepte
zu ersetzen oder zu ergänzen. Dabei stellt gerade das Schalten von Gleichströmen,
also die Unterbrechung des Stromes durch Aufbau einer Kommutierungsspannung,
in der Hochspannungstechnik immernoch eine zentrale Problemstellung dar. We-
sentliche Zusammenhänge und Umsetzungsansätze sollen daher im Folgenden be-
leuchtet werden1.
2.1 Allgemein
Gleichstromschalter können in mechanische und leistungselektronische Schalter
unterteilt werden. Sowohl zwischen als auch innerhalb der Gruppen werden ver-
schiedene Schaltprinzipien genutzt. Um wesentliche Unterschiede darstellen zu
1Für die Erstellung dieses Kapitels sind neben den angegebenen Quellen auch Arbeitsteile
eingeflossen, welche in vorab publizierten Eigenveröffentlichungen genutzt wurden. Insbeson-
dere ist hier die Quelle [78] zu nennen.
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Tabelle 2.1: Referenzszenario für den Abschaltvorgang
Parameter Wert Parameter Wert
Udc 500 kV I0 2 kA
uTIV 750 kV Ib 15 kA
können soll ein Referenzszenario anhand der Eckdaten in Tabelle 2.1 geschaffen
werden.
2.1.1 Mechanische Schalter
Das Unterbrechen von Gleichströmen auf Basis mechanischer Komponenten kann
grundsätzlich auf zwei Arten realisiert werden. Der Schalter arbeitet entweder mit
der selbsterzeugten Lichtbogenspannung oder mit einem künstlichen Stromnull-
durchgang. Die Stromunterbrechung über die Lichtbogenspannung wird, wie in
[48] beschrieben, durch die Erhöhung der Lichtbogenlänge oder je nach konstruk-
tiver Umsetzung mit dem Aufteilen des Lichtbogens in mehrere Teillichtbögen er-
reicht. Einflüsse wie resultierende Kühlung, Materialwahl oder die Lichtbogenlän-
ge selbst begünstigen eine hohe Lichtbogenspannung. Die Unterbrechung gelingt
wenn diese Lichtbogenspannung über die Systemspannung hinaus anwächst. Die
induktiv gespeicherte Energie wird dabei im Schalter umgesetzt und führt schließ-
lich zur Öffnung des Kreises. Diese Variante des Gleichstromschaltens spielt für
HGÜ-Anwendungen jedoch keine konkrete Rolle, da das Prinzip nicht für Kom-
mutierungsspannungen im Bereich mehrerer hunderttausend Volt geeignet ist. Die
räumlichen Ausmaße einer solchen Anlage wären beträchtlich. Somit bleibt unter
den mechanischen Schaltern nur die Erzeugung eines künstlichen Stromnulldurch-
gangs als zentrale Umsetzungsmöglichkeit bestehen.
2.1.2 Leistungselektronische Schalter
Leistungselektronische Schalter nutzen ihre Eigenschaften als Halbleiter um eine
Unterbrechung des Gleichstroms herbeizuführen. Allgemein sind Leistungshalb-
leiter in unterschiedlichen Leistungsklassen erhältlich und dabei auch offenkundig
für den Einsatz in HGÜ-Systemen verfügbar. Das Abschalten für sich genom-
men kann selbstkommutiert oder zwangskommutiert erfolgen. Bauteile wie der
Insulated-Gate Bipolar Transistor (IGBT), der Gate Turn-off Thyristor (GTO)
oder der Integrated Gate-Commutated Thyristor (IGCT) sind in der Lage Strö-
me selbständig zu unterbrechen [40]. Thyristoren ihrerseits sind dazu nicht in der
Lage. In diesem Fall kann eine Zwangskommutierung durch äußere Beschaltung
genutzt werden um den Strom kurzfristig auf einen Bypass umzulenken. Dem
12
2.1. Allgemein
Thyristor wird so die Zeit geben seine Sperrfähigkeit zurückzuerlangen. Dieses
Prinzip wurde insbesondere vor der Entwicklung abschaltbarer Elemente in Form
des Gleichstromstellers umfassend eingesetzt [45]. Dabei sind auch hohe Abschalt-
ströme möglich, wie für Pulsapplikationen in [21] exemplarisch gezeigt wurde.
Allgemein nachteilig sind bei leistungselektronischen Schaltern die hohen Verluste.
Um die erforderliche Spannungsfestigkeit zu erreichen, werden Einzelkomponenten
in Serie geschaltet. Um zu erwartende Belastungssituationen, Ausfällen einzelner
Komponenten und Inhomogenitäten in der Spannungsverteilung bei mehreren in
Serie geschalteten Elementen auszugleichen werden zusätzliche Sicherheitsmargen
notwendig. Bei einer Anlage mit 500 kV Systemspannung und einem Betriebsstrom
von 2 kA kann auf diese Weise eine Verlustleistung von mehreren 100 kW auftreten.
Diese muss durch ein Kühlsystem permanent abgeführt werden und sorgt über die
notwendige Kühlleistung im Betrieb für zusätzlichen Energieverbrauch.
Zur Kostenreduktion wurde daher der in [35, 37, 64] beschriebene Ansatz des
hybriden Leistungsschalters entwickelt und in [29] mit einem auf IGBTs basieren-
den Schalter für HGÜ-Anwendungen vorgeschlagen. Generelles Hauptmerkmal ist
die Parallelschaltung eines niederimpedanten Hilfsschalters SAB (engl. Auxiliary
Breaker, AB) geringer Schaltleistung und eines Hauptschalters SMB für den eigent-
lichen Unterbrechungsvorgang, wie in Abbildung 2.1 gezeigt. Der Darstellung in
Abbildung 2.2 ist die Anordnung des Lastpfads zu entnehmen. Dieser im Normal-
betrieb aktive Kreis besteht in der Regel aus einem mechanischen Schaltelement
SFD (engl. Fast Disconnector, FD) und bedarfsweise einer klein gehaltenen Kom-
mutierungseinrichtung SLCS (engl. Load Commutation Switch, LCS), die halblei-
terbasiert ausgeführt sein kann. Der Schalter SLCS ist nicht auf die Belastungen
des Systems ausgelegt, sondern lediglich auf die Betriebs- und Kurzschlussströ-
me sowie die erforderliche Kommutierungsspannung, welche zur Umleitung des
Stromes in SMB notwendig ist. Die daraus resultierenden Verluste sind gegenüber
einer Auslegung auf die Systemspannung sehr gering. Die Anordnung erfordert
im Gegensatz zu einem rein leistungselektronischen Schalter die Einhaltung ei-
ner gewissen Schaltverzögerung, da die mechanische Komponente nicht beliebig
schnell arbeitet. Ein für HGÜ-Anwendungen bis 320 kV Systemspannung spezifi-
zierter schneller Trenner erreicht hierbei unter Laborbedingungen entsprechend
[62] Öffnungszeiten von weniger als 2ms. Möglich wird dies durch einen Thomson-
-Antrieb. Dabei bringt die Entladung einer Kondensatorbank in die Thomson-
-Spule die notwendige Antriebskraft auf um die Kontakte in der gebotenen Zeit
auseinanderzutreiben [44]. Eine Kaskadierung mehrerer Einheiten für höhere Be-
messungsspannungen soll im vorliegenden Fall bauartbedingt möglich sein. Somit
ließen sich die Betriebskosten gegenüber einem rein leistungselektronischen Schal-
ter insgesamt deutlich senken und die strengen Anforderungen an die Schaltzeit
dennoch einhalten.
Die Kommutierungseinrichtung kann in unterschiedlichen Varianten ausgeführt
sein. Wesentliches Kriterium ist dabei der Aufbau einer ausreichenden Kommutie-
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replacemen
Lσ
iAB
iMB
SAB
SMB
Abbildung 2.1: Prinzipschaltbild des hybriden Ansatzes
SFD SLCS
CLCS CLCS
iAB
Abbildung 2.2: Prinzipschaltbild des Hilfsschalters SAB bestehend aus
schnellem Trenner SFD und Kommutierungseinrichtung SLCS
rungsspannung. Diese wird beispielsweise durch den vorgeschlagenen Einsatz einer
IGBT-Matrix realisiert [29]. Zur Spannungssteuerung kommen hierbei entweder
RCD-Snubber oder, wie in [30] beschrieben, für OCO-Schalthandlungen vorteilhaf-
te Abwandlungen zum Einsatz. Alternativ können aber auch Metall-Oxid-Ableiter
mit passender Ansprechspannung in Betracht gezogen werden [28]. Für Leistungs-
halbleiter begrenzter Einschaltgeschwindigkeit, wie etwa Thyristoren oder IGCTs,
ist die Berücksichtigung der maximal zulässigen Stromanstiegssteilheit (diT/dt)cr
notwendig. Daher muss bei Hauptschaltern mit entsprechenden Komponenten ei-
ne Steuerung über die Höhe der Kommutierungsspannung und der bekannten
Kommutierungsinduktivität Lσ berücksichtigt werden. Bei Einsatz eines RCD-
Snubbers gilt, wie Anhang A.1 zu entnehmen ist, für die wirksame Kapazität
CLCS,min =
(
iAB√
Lσ · (diT/dt)cr
)2
. (2.1)
2.2 Analyse bekannter Schalterkonzepte
Im folgenden Unterkapitel soll eine Auswahl zum Zeitpunkt dieser Arbeit bekann-
ter Konzepte für HGÜ-Leistungsschalter vorgestellt werden. Dabei werden analyti-
sche Zusammenhänge geklärt, die für die Auslegung der Komponenten und damit
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für die Realisierung der funktionellen Bestimmung wesentlich sind. Die zugrunde
liegenden Schaltprinzipien werden im Verlauf des Kapitels um die gegenstromge-
stützte GCT-Abschaltung erweitert.
2.2.1 Mechanischer Schalter mit Resonanzkreis
Mechanische Schalter, die über einen Resonanzkreis verfügen, unterbrechen den
Strom im Nulldurchgang. Zu diesem Zeitpunkt wird der Gleichstrom vollständig
über den assoziierten Kondensator getragen. Dieser lädt sich auf bis ein parallel an-
geordneter Überspannungsableiter die Kreisenergie aufzunehmen beginnnt. Eine
Absorption im Schaltlichtbogen findet in diesem Fall nicht statt. Wie bei anderen
Ansätzen auch, soll zudem eine Begrenzung der Stromsteilheit als Kontrollfunk-
tion für den maximalen Abschaltstrom durch Einsetzen einer Gleichstromdrossel
Ldc in Serie zur Schalterkonfiguration Verwendung finden.
Die Entstehung der resonanten Schwingung kann je nach Vorgehen aktiv oder
passiv erfolgen. Demnach ist die Topologie in Abbildung 2.3 mit oder ohne La-
deschaltung für CP ausgeführt. In letzterem Fall wird der Kreis über die Licht-
bogenspannung uarc angeregt. Dabei kommt dem Sachverhalt zu Gute, dass der
Lichtbogen eine negative duarc/diMB - Korrelation aufweist. Der damit korrespon-
dierende Widerstand wäre negativ. Der Lichtbogen führt so für eine ansonsten
hohe Schwingkreisgüte zu einer ganzheitlich betrachtet negativen Dämpfung - die
resultierende Schwingung ist aufklingelnd. Sie endet nach einer charakteristischen
Zeit in einem Stromnulldurchgang im Schalter und erzwingt damit eine vorüber-
gehende Lichtbogenlöschung. Dabei gilt nach [50]:
iMB = ib ·
[
1 + exp
(
− 1
2LP
·
(
RP +
duarc
diMB
)
t
)]
· sin(ω0 · t). (2.2)
Derartige Systeme sind gerade in den 1980er Jahren untersucht und durch entspre-
chende Prototypen beispielhaft in [50, 69] funktional bestätigt worden. Zum Ein-
satz kommen hier SF6-Schalter, weil die Lichtbogenspannung von Vakuumschalt-
röhren in der Regel nicht hoch genug ist für eine ausreichende Resonanzanregung.
Als technische Herausforderung angesehen werden muss bei dem Verfahren die
Aufklingzeit der Schwingung. Diese hat in den experimentellen Untersuchungen
bis zu circa 30ms betragen und stellt in Anbetracht der hohen Dynamik selbstge-
führter Umrichtersysteme somit eine ausgesprochen lange Latenz dar.
Der langen Schaltdauer in passiven Resonanzkreisen stehen Schalter mit einem ak-
tivem Resonanzkreis gegenüber. In diesem Fall können auch Vakuumschaltröhren
eingesetzt werden, wobei generell keine Aufklingphase abgewartet werden muss.
Sie können aufgrund der vorgeladene Kapazität und der damit verfügbaren Ener-
gie einen zeitnahen Stromnulldurchgang erzeugen [27]. Über den Schalter Sinj
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(a)
(b)
iA
iA
iMB
iMB
iinj
iinj
SMB
SMB
Sinj
Sinj
A
A
CPRP LP
C1R1 L1
C2R2 L2
C3R3 L3
+
+
+
+
D
RL
Ldc
Ldc
Abbildung 2.3: Topologie des mechanischen Schalters mit
(a) Resonanzkreis [27]
(b) Kettenleiter [32]
wird dazu ein Gegenstrom in SMB eingeprägt. In Abbildung 2.3 sind die Konden-
satoren der jeweiligen Resonanzkreisausführung gerade so vorgeladen, dass sich
für einen positiven Wert für iMB zunächst eine konstruktive Stromüberlagerung
ergibt. Die Unterbrechung erfolgt dann in der destruktiven Überlagerungsphase.
Beim Schließen von Sinj sollte allgemein ein Prellen vermieden werden und eine
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hohe Stromsteilheit zulässig sein. Inwiefern sich zur Einhaltung der exakten zeit-
lichen Abfolge und der klar definierten Einschaltung noch mechanische Schalter
für die Umsetzung von Sinj eignen, ist fraglich. Es ist denkbar, dass der Einsatz
von kaskadierten Schaltfunkenstrecken oder sogar Pulsthyristoren sinnvoller ist.
Um eine erfolgreiche Abschaltung herbeizuführen, darf die Steilheit Sr der tran-
sient wiederkehrenden Spannung nicht zu groß werden. Die sich typischerweise
noch auseinander bewegenden Kontakte mit zunächst noch ionisiertem Zwischen-
raum erlauben nur eine eingeschränkte Belastung. Dadurch ergibt sich gerade bei
hochfrequenten Pulskreisen ein Problem für niedrige Abschaltströme. Die Span-
nungsbelastung kann in solchen Fällen zum (repetitierenden) Wiederzünden des
Lichtbogens führen - wie unter anderem in [68] beobachtet wurde. Dadurch wird
das Öffnen verzögert oder misslingt möglicherweise vollständig. Die auftretenden
Spannungsbelastungen lassen außerdem einen störenden Einfluss auf das Übertra-
gungssystem erwarten.
Als möglichen Lösungsansatz für das Problem wird daher ein Strompuls konstanter
Steilheit diskutiert [32]. Die daraus resultierenden Belastungen sind unabhängig
vom Abschaltstrom und lassen sich besser auf den Schalter anpassen. So kann
ein insgesamt besseres Ergebnis angenommen werden. Die These wird durch em-
pirische Untersuchungen in [32] untermauert. Demnach offenbart sich bereits für
dreigliedrige Kettenleiter gemäß Abbildung 2.3b eine deutliche Verbesserung ge-
genüber der sinusförmigen Einprägung.
L3 R3 L2 R2 L1 R1
C3 C2 C1
Iinj(p)
I3(p) I2(p) I1(p)
U3(p) U2(p) U1(p)
Abbildung 2.4: Ersatzschaltbild des Kettenleiters als Basis zur Aufstellung des
linearen Gleichungssystems
Die Auslegung eines solchen Kettenleiters ergibt sich nicht unmittelbar aus dem
Zusammenhang und soll daher an dieser Stelle formuliert werden. Das Ersatz-
schaltbild aus Abbildung 2.4 zeigt die aus Abbildung 2.3 isolierte Anordnung für
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den Gegenstrom. Nach dem Superpositionsprinzip setzt sich dieser aus den drei
einzelnen Maschenströmen entsprechend
I1(p) + I2(p) + I3(p) = Iinj(p) (2.3)
zusammen. Jede der Maschen bildet einen eigenen Resonanzkreis mit individuel-
len Eigenschaften. Die Dämpfung der Anordnung kann für die Bestimmung der
Kapazitäten und Induktivitäten zunächst vernachlässigt werden, sie sollte ohne-
hin klein gehalten werden um eine polaritätsunabhängige, hohe Ausnutzung zu
gewährleisten. Unter Zuhilfenahme der im Laplace-Bereich gültigen Zusammen-
hänge zwischen passiven Bauelementen, Strömen und Spannungen kann das Im-
pedanznetzwerk über

1
pC3
+ p (L3 + L2 + L1) p (L2 + L1) pL1
p (L2 + L1)
1
pC2
+ p (L2 + L1) pL1
pL1 pL1
1
pC1
+ pL1
 · I(p) = U(p)(2.4)
beschrieben werden. Die zu erzielende Stromkurvenform soll dabei gemäß Abbil-
dung 2.5 eine modifizierte Sägezahnkurve mit endlichen Steilheiten annähern. Für
X = π/2 entspräche die Kurve einer typischen Dreiecksfunktion und für X = 0
einem klassischen Sägezahn.
Der Kurvenverlauf kann nun mit Gleichung 2.5 in Form einer stetigen Funktion
beschrieben werden und folglich mit Hilfe der Fourierreihenentwicklung, wie in
X
X
2π
Iinj
0
−Iinj
Abbildung 2.5: Anzunähernde Sägezahnfunktion für Gegenstrompuls
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[34] beispielhaft dargestellt, in eine Summe aus Sinus- und Kosinustermen ent-
sprechend Gleichung 2.6 umgewandelt werden.
iinj(t) =

t
X
t ∈ [0,X]
1− 2 · t−X
2− 2X t ∈ (X, 2π −X)
−1 + t− (2π −X)
X
t ∈ [2π −X, 2π]
(2.5)
iinj(t) =
∞∑
n=0
an · cos(n · ω0t) +
∞∑
n=1
bn · sin(n · ω0t) (2.6)
Dank der Punktsymmetrie im Ursprung verschwinden die Koeffizienten an der
Kosinusterme vollständig. Die Koeffizienten bn lassen sich auf bekannte Art be-
stimmen. Da der Referenzkurvenverlauf mit einer endlichen Zahl an Sinustermen
zwar gut aber nicht exakt nachgebildet werden kann, wird zusätzlich ein Kor-
rekturfaktor kI eingeführt. Dieser hat die Aufgabe die Diskrepanz zwischen der
Referenzamplitude und der tatsächlich resultierenden Amplitude auszugleichen.
Ziel ist nun die Resonanzkreise der Maschen aus Abbildung 2.4 mit der Fourierrei-
henentwicklung in Einklang zu bringen. Es werden somit die ersten drei von null
verschiedenen Koeffizienten benötigt. Für X ≈ π/4 entspricht dies den Koeffizien-
ten b1, b2 und b3, welche in Tabelle 2.2 angegeben sind.
Tabelle 2.2: Koeffizienten der Fourierreihenentwicklung für X ≈ π/4
Parameter Wert Parameter Wert
a1 0 b1 2,4001 ·
kIIinj
π
a2 0 b2 0,8494 ·
kIIinj
π
a3 0 b3 0,2676 ·
kIIinj
π
Zur Gegenüberstellung mit dem bereits aufgestellten Gleichungssystem wird die
entwickelte Reihe über die Korrespondenzen für Sinus und Kosinus entsprechend
[8] in den Laplacebereich transformiert. Damit ergibt sich:
Iinj(p) =
∞∑
n=0
an · p
p2 + n2ω20
+
∞∑
n=1
bn · n · ω0
p2 + n2ω20
≈
3∑
n=1
bn · n · ω0
p2 + n2ω20
. (2.7)
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Nun lässt sich mit Hilfe eines Koeffizientenvergleichs der beiden Übertragungs-
funktionen eine einfache Abhängigkeit zwischen Bauteilparametern und Konden-
satorladespannung UC,0, Stromamplitude Iinj, sowie der gewünschten Frequenz ω0
identifizieren. Für das zu Grunde gelegte Referenzszenario wurde der Korrektur-
faktor im Vorfeld zu
kI = 1,1 (2.8)
bestimmt. Entsprechend Tabelle 2.3 lässt sich der Kettenleiter nun passend ausle-
gen.
In Abbildung 2.6a ist die Gegenüberstellung der Stromkurven für den konventio-
nellen LC-Schwingkreis, die ideale Referenzkurve und den ausgelegten Kettenleiter
dargestellt. Die Strommaxima und Minima erreichen betragsmäßig die gewünsch-
ten 15 kA. Wie sich nun anhand der Ableitung des Stromes in Abbildung 2.6b
zeigt, weisen Referenzkurve und angenäherter Kettenleiter gegenüber dem sinus-
förmigen Strom eine deutlich reduzierte negative Steilheit auf. Der vorgesehene
Effekt ist demnach eingetreten.
Tabelle 2.3: Über Koeffizientenvergleich berechenbare Bauteilparameter für
X ≈ π/4 in allgemeiner Form und für das Referenzszenario mit
Iinj = 15 kA, UC,0 = 500 kV und f0 = 10kHz
Parameter Berechnung Wert Parameter Berechnung Wert
L1 0,6409·
UC,0
kI · Iinj · ω0
309 µH C1 0,4658 ·
kI · Iinj
UC,0 · ω0
245 nF
L2 0,8901·
UC,0
kI · Iinj · ω0
429 µH C2 0,2941 ·
kI · Iinj
UC,0 · ω0
155 nF
L3 2,1184·
UC,0
kI · Iinj · ω0
1mH C3 0,1678 ·
kI · Iinj
UC,0 · ω0
88 nF
Es sollen weiterhin die auftretenden Spannungen über den Kondensatoren betrach-
tet werden. Aufgrund der Überlagerungen ist ein ebenfalls nicht sinusförmiger Ver-
lauf zu erwarten. Dies wird in Abbildung 2.7 bestätigt. Es fällt darüber hinaus
auf, dass insbesondere die Spannung u3 eine deutlich erhöhte Spannungsfestig-
keit für den Kondesator C3 erforderlich machen wird. Die betragsmäßig höchste
Spannung liegt hier bei 1,1MV und damit deutlich oberhalb der Systemspannung.
Es ist weiterhin festzuhalten, dass die Kondensatoren im Moment der Entladung
am negativen Pol auf Systemspannung angehoben werden. Durch die gegebene
Anordnung und das Vorzeichen der Spannung u3 findet eine destruktive Überlage-
rung statt. Somit muss der positive Kondensatorpol gegenüber Erde mindestens
auf −0,6MV bis +1MV isoliert werden - die durch Schalthandlungen zustande-
kommenden Störer nicht eingerechnet. Setzt man C3 ergänzend einen Ableiter
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Abbildung 2.6: Simulationsergebnisse für Schwingkreis, Referenzkurve und
Kettenleiter
(a) eingeprägter Strom
(b) Steilheit des eingeprägten Stromes
parallel um für definierte Verhältnisse zu sorgen, so ist dessen Schutzpegel bei ca.
1,65MV anzusetzen. Bedingt durch die kurze Belastung kann unter Umständen
der Schutzpegel auch geringer gewählt werden. Da die Gefahr des thermischen
Davonlaufens nicht gegeben ist, muss hier vielmehr sichergestellt werden, dass die
Sägezahnstromeinprägung weiter gewährleistet bleibt. Für die Kondensatoren zu
den Kapazitäten C1 und C2 kann der Schutzpegel des Ableiters A herangezogen
werden, da deren Spannungsverläufe bei freiem Durchschwingen unterhalb von
dessen Ansprechspannung liegen.
Zuletzt soll die in den Kondensatoren speicherbare Energie nach unten abgeschätzt
werden. Über die Spannungsbelastungen ist dies entsprechend Gleichung 2.9 mög-
lich.
WCΣ,min =
1
2
·
(
C1A
2 + C2A
2 + C3max(1,5 · |u3|)2
)
(2.9)
Die theoretisch speicherbare Energie WCΣ,min des Kettenleiters beträgt somit für
das gewählte Szenario gerade 232 kJ.
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Abbildung 2.7: Simulationsergebnis der Kondensatorspannung für den
Kettenleiter bei einer Ladespannung UC,0 = 500 kV
2.2.2 Mechanischer Schalter mit Saugkreis
Eine Variante zur Erzeugung des Stromnulldurchgangs in mechanischen Schal-
tern ist mit einem leistungselektronisch aktivierbaren Saugkreis gegeben [57]. Es
wird ein mit der Realisierung in Kapitel 2.2.1 vergleichbarer Resonanzkreis auf-
gebaut. Hierbei wird jedoch ein Ansatz gewählt der mit festem Erdbezug arbei-
tet. Während die Resonanzkreise bisher über hochohmige Ladewiderstände vom
Erdpotential entkoppelt wurden, ist dies nun nicht mehr der Fall. Der Leistungs-
schalter wird hierfür aus insgesamt fünf Funktionsteilen zusammengesetzt: dem
Stromimpulsgenerator (PG), den zwei Dämpfungsgliedern (DG) und den hybriden
Schalteinheiten bestehend aus Diode und parallelem mechanischem Schalter. Bei
letzteren kann wie auch für den aktiven Resonanzkreis mit Vakuumschaltröhren
gearbeitet werden.
Soll eine Schalthandlung durchgeführt werden, dienen die Drosseln Ldc1 und Ldc2
sowohl der Begrenzung der Stromsteilheit, als auch der Entkopplung des Saug-
kreises gegenüber der Umgebung. Die Abschaltung beginnt mit dem Öffnen von
SMB1 und SMB2. Nachdem deren Kontakte unter Ausbildung eines Lichtbogens
ausreichend weit auseinander gefahren sind, wird der Thyristorschalter SPG ge-
schlossen. Der Zeitpunkt korreliert mit der Fähigkeit des Schalters, die wiederkeh-
rende Spannung zu beherrschen. Der über DPG und RPG zuvor passiv geladene
Kondensator CPG beginnt daraufhin sich in LPG zu entladen. Ist der Kondensa-
tor vollständig entladen, werden zwei weitere Pfade wirksam. Diese werden über
die Masseverbindung und die Dioden DDG1 und DDG2 geschlossen. Sobald CPG
vollständig umgeladen worden ist, wird die Energie in den Dämpfern ADG1 und
22
2.2. Analyse bekannter Schalterkonzepte
iMB1 iMB2idc1 idc2Ldc1 Ldc2
DPG
RPG
CPG
LPG
SPG
DDG2
ADG2
APG
DDG1
ADG1
DMB1 DMB2
ubr1 ubr2
SMB1 SMB2
+
Abbildung 2.8: Topologie des mechanischen Schalters mit Saugkreis
ADG2 umgesetzt. Teilt sich deren Strom gleichmäßig auf, kann der abzuschaltende
Strom richtungsunabhängig in gleichem Maße geschaltet werden. Für einen posi-
tiven Strom idc1 wirkt der Strom über DPG, RPG, LPG, SPG, APG2 und DDG2
entsprechend Abbildung 2.9a dem Strom idc1 entgegen und erzeugt in SMB2 einen
Stromnulldurchgang. Für einen negativen Strom idc1 erfolgt die Erzeugung des
Stromnulldurchgangs in SMB1. Die belastungsfreie Zeit des Schalters wird dabei
über die parallelen Dioden zusätzlich verlängert. Die Aufnahme der Kreisenergie
erfolgt nach dem Öffnen für idc1 und idc2 getrennt und ebenfalls in Abhängigkeit
von der Stromrichtung. Ein positiver Strom idc1 wird demnach über Absorber APG
geführt. In diesem Fall schließt sich der Kreis für idc2 über DDG2 und ADG2 mit
Masse. Dieser Fall ist in Abbildung 2.9b dargestellt. Für einen negativen Strom
idc1 sind die wirksamen Absorberkreise entsprechend vertauscht. Bis zum Anspre-
chen von APG erfolgt eine Umladung von CPG, danach wird der Strom durch APG
geführt und uC,PG wird begrenzt.
Die Auslegung der Schaltertopologie erfolgt schrittweise beginnend mit dem ge-
wünschten Stromimpuls. Zentrale Kriterien sind die Einhaltung der Schonzeit des
Thyristorschalters SPG sowie die ausreichend hohe und ausreichend lange Ein-
prägung des Gegenstroms in SMB1 und SMB2. Eine detailierte Darstellung der
Zusammenhänge ist in [57] gegeben. Zusammenfassend angemerkt sei an dieser
Stelle, dass die Auslegung der Drossel LPG wesentlich mit der zulässigen Stroman-
stiegssteilheit des Schalters SPG zusammenhängt, sofern es sich nicht um spezielle
Pulsthyristoren handelt. RPG dient im Wesentlichen der Dämpfung des Schwing-
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(a) (b)
SMB1SMB1 SMB2SMB2
++
Abbildung 2.9: Abschaltung des mechanischen Schalters mit Saugkreis
(a) Pulsstromeinprägung in SMB1 und SMB2
(b) Stromreduktion über separierte Absorber exemplarisch für
positiven Strom idc1
kreises, hat allerdings einen negativen Einfluss auf die Schonzeit der Thyristoren.
Setzt man die genannten Parameter als notwendigerweise gegeben an, wird die
Einhaltung der Schonzeit des Thyristorschalters ∆tc damit über den Kondensator
CPG eingestellt.
Die in 2.2.1 beschriebenen Schwierigkeiten in Hinblick auf das resonante Schalten
bei niedrigen Abschaltströmen können verringert werden, da sich über die Dioden
DMB1 und DMB2 ein Freilauf ausbildet. Es ist festzuhalten, dass die wiederkehren-
de Spannung am mechanischen Schalter erst mit dem Abklingen des Pulsstromes
zurückkehrt und dann in ihrer Anstiegssteilheit weiterhin durch CPG begrenzt
wird. Die Konfiguration sorgt somit für eine den Abschaltvorgang begünstigende
Reduktion der Belastung, wobei die Konfiguration des Dämpfungskreises von den
Abschaltspezifikationen des mechanischen Schalters abhängen werden und gege-
benenfalls auch Auswirkungen auf die Auslegung des Impulsgenerators möglich
sind. Auf den Einsatz eines Kettenleiters mit Sägezahnstromeinprägung kann in
der vorliegenden Konfiguration mit Freilaufdioden hingegen sehr wahrscheinlich
verzichtet werden.
Für die zuverlässige Abschaltung wird eine Stromeinprägung in Höhe des ma-
ximal abzuschaltenden Stroms benötigt. Der Stromimpuls des Saugkreises teilt
sich dabei auf die beiden Schalter auf. Während er in einem der beiden Schalter
zu einer konstruktiven Überlagerung führt, soll er im anderen einen Stromnull-
durchgang erzeugen. Idealerweise wird der Stromimpuls hälftig aufgeteilt um für
beide Stromrichtungen vergleichbare Resultate zu erzielen. Allerdings ist hierfür
ein kritischer Blick auf die Dämpfer notwendig. Diese können als nichtlineare
Metalloxidableiter wie in [57] vorgeschlagen oder als lineare Widerstände entspre-
chend [72] aufgebaut werden. Sollte die Stromaufteilung inhomogen erfolgen und
ein Dämpferkreis geringer belastet werden als der andere, ist die Abschaltfähigkeit
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Abbildung 2.10: Abschaltvorgang eines mechanischen Schalters mit Saugkreis
(a) Fehlerströme und Ströme der Hauptschalter
(b) Schaltspannungen gegenüber Erdpotential
(c) Spannung des Pulsschalters SPG
aufgrund des verringerten Gegenstroms in dem entsprechenden Schalter eventu-
ell nicht mehr gegeben. Ausschlaggebend sind das Größenverhältnis von RPG zu
ADG1 beziehungsweise ADG2 und die Abweichung zwischen ADG1 und ADG2 ent-
sprechend des resultierenden Stromteilers. Der Ersatz der Metalloxidableiter durch
ohmsche Widerstände kann zu einer deutlichen Erhöhung von CPG führen um die
Schonzeit einzuhalten, da dessen erneute Umladung sich beschleunigt.
Die zu den Simulationsparametern in Tabelle 2.4 durchgeführte Simulation ist in
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Tabelle 2.4: Schalterdesign für das Referenzszenario aus Tabelle 2.1
Parameter Wert Parameter Wert
APG 750 kV ADG1 = ADG2 200 kV
LPG 625 µH Ldc = Ldc1 = Ldc2 50,0mH
RPG 1Ω CPG 9,68 µF
∆tc 90 µs WC,min 2,73MJ
Abbildung 2.10 dargestellt. Im vorliegenden Fall sind die Dämpfungsglieder ideal
gleich ausgelegt. Es zeigt sich, dass die Drossel Ldc1 im vorliegenden Fall durch die
Pulsstromeinprägung zusätzlich aufgeladen wird. Diese Energie muss bei der Aus-
legung der Energieabsorber berücksichtigt werden. Um sicherzustellen, dass die
Schonzeit des Schalters SPG eingehalten wird, kann anhand des Spannungsver-
laufs die Zeit mit anliegender negativer Anoden-Kathoden-Spannung kontrolliert
werden. Im vorliegenden Fall liegt diese den Vorgaben entsprechend bei exakt
90 µs. Der Abschaltvorgang ist insgesamt erfolgreich und benötigt im vorliegen-
den Fall eine Pulskapazität von 9,68 µF. Abhängig von den Spezifikationen der
mechanischen Schalter kann aus erwähnten Gründen eine Anpassung notwendig
werden. Dies schließt dann auch die Parameter LPG, RPG und gegebenenfalls ADG
mit ein. Darüberhinaus wäre aufgrund der zu erwartenden Unsymmetrie in den
Dämpfungsgliedern weiterhin ein Sicherheitsfaktor erforderlich.
2.2.3 Selbstgeführter Hybrid-Schalter
Die häufigste Anwendung finden gleichstromschaltende Elemente derzeit in selbst-
geführten Umrichtersystemen. Für Hochstromapplikationen kamen lange Zeit im
Wesentlichen die aus Thyristoren entwickelten GTOs und später auch GCTs als
abschaltbare Varianten in Frage. Ein früher Ansatz des selbstgeführten Hybrid-
Schalters nutzte daher die Abschaltung durch IGCTs [44]. Zur Umsetzung des
hybriden Ansatzes wurde damals ebenfalls eine mechanische Öffnungsvorrichtung
mit Thomson-Antrieb in der Anordnung nach Abbildung 2.11a genutzt. Für den
Einsatzbereich als schnelle Mittelspannungsschalter existieren zudem einige wei-
tere leistungselektronische Ansätze, wie in [43] diskutiert.
Heute weisen IGBTs eine gute Verfügbarkeit am Markt auf und sind gleichzeitig
für ein breites Leistungsspektrum erhältlich. In [29] wird daher auch eine IGBT-
basierte Abschaltung des Fehlerstroms vorgeschlagen. Der Ansatz setzt auf die in
Abbildung 2.11b skizzierte Topologie. Dabei ist der Hauptschalter aus einer anti-
seriellen Verkettung von Einzelelementen aufgebaut um so einen bidirektionalen
Betrieb zu ermöglichen. Zur transienten Spannungssteuerung werden weiterhin
RCD-Snubber vorgesehen. Der obligatorische Energieabsorber ist in Form eines
Metall-Oxid-Ableiters gegeben, die Strombegrenzung durch eine Drossel. Letztere
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Abbildung 2.11: Selbstgeführte Schaltertopologien
(a) IGCT Schalter für Mittelspannungsapplikationen [44]
(b) IGBT basierter HGÜ-Leistungsschalter [29]
richtet sich nach der Schaltleistung des Hauptschalters und der Verzögerung des
im Hilfsschalter SAB befindlichen schnellen Trenners.
Die Leistungsgrenzen des IGBT werden neben thermischen Restriktionen vor-
allem durch Sättigungseffekte und das daran gekoppelte Abschaltvermögen be-
stimmt. Üblicherweise sind IGBTs in der Lage das zweifache ihres Nennstroms
innerhalb einer Überlastsituation zu tragen und zu schalten. Erreicht der Strom
den Sättigungswert ISC steigt die Durchlassspannung stark an und führt so zu
einer thermischen Belastung, der das Bauteil nur eine sehr begrenzte Zeit stand-
halten kann. Üblicherweise liegt diese im Bereich von 10 µs oder darunter [40]. Mit
Blick auf die notwendigerweise mehrere Millisekunden dauernde Stromführung des
Hauptschalters ist dies ein Betriebszustand den es zu vermeiden gilt.
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Abbildung 2.12: Abschaltvorgang des IGBT basierten HGÜ-Leistungsschalters
(a) Spannung über dem Hilfsschalter SAB
(b) Ströme der aktiven Pfade während der Unterbrechung
Die Schaltleistung wird bei diesem Ansatz über das Parallelschalten von IGBTs er-
höht. Hierfür ist eine homogene Stromaufteilung erforderlich. Der positive Tempe-
raturkoeffizient sorgt bei Erwärmung für eine Erhöhung des Durchlasswiderstands
und so zu einer gewissen Selbstregulierung. Um auch während der Abschaltung
lokal unzulässige Überströme zu vermeiden, kann allgemein die Schaltzeit durch
Anpassen des Gate-Widerstands verlängert werden. Gleichzeitig führt der vorhan-
dene RCD-Snubber zum homogenen, spannungslosen Schalten (engl. zero voltage
switching). Die experimentell qualifizierten Abschaltströme erreichen hierbei 9 kA
in einem bidirektionalen IGBT - Schalter [29]. Ein zwischenzeitlich im chinesischen
Zhoushan in Betrieb gegangener HGÜ-Leistungsschalter dieses Typs erreicht nach
Angaben in [33] Abschaltströme von bis zu 15 kA. Die Systemspannung beträgt
200 kV und der Schalter ist gemäß Abbildung 2.13 mit Vollbrückenmodulen auf-
gebaut, deren Zwischenkreiskondensatoren vergleichbar dem RCD-Snubber eine
Spannungssteuerung bewirken sollen.
Bedingt durch die unidirektionale Sperrfähigkeit des IGBT muss allgemein min-
destens die doppelte Schaltleistung installiert werden um einen bidirektionalen
Schalter aufzubauen. Gleichzeitig werden Rückwärtsdioden erforderlich, die glei-
chermaßen den Fehlerstrom tragen und die Schaltspannung sperren können. Als
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Abbildung 2.13: Vollbrückenbasierter Hauptschalter nach [33]
mögliche Weiterentwicklung ist daher der Aufbau des Schalters mit Bi-mode In-
sulated Gate Transistor (BIGT) vorgeschlagen worden [54, 66]. Dieser neuartige
Leistungshalbleiter verbindet die Funktionalität von zwei antiseriell geschalteten
IGBTs und deren Rückwärtsdioden. Dadurch lässt sich Diodenfläche einsparen
und folglich die Integrationsdichte erhöhen. Der erfolgreich getestete Abschalt-
strom soll im vorliegenden Fall auf 19,1 kA gesteigert worden sein [54, 66].
Um eine Serienschaltung von Leistungshalbleitern zu ermöglichen muss für den
Fall eines Defekts der betreffende Halbleiter in einen sicheren Fehlerzustand über-
gehen. Hier ist im Allgemeinen ein Kurzschluss notwendig um die Funktionali-
tät nicht zu gefährden und eine zerstörerische Wärmeentwicklung zu verhindern.
Zu diesem Zweck existieren neben IGBTs in konventioneller Modulbauform, die
bauartbedingt zunächst keinen zuverlässigen Kurzschluss bilden, auch sogenannte
Presspack IGBTs [23, 26]. Im Falle eines Fehlers reagiert der Presspack IGBT, dem
IGCT vergleichbar, indem er einen permanenten Kurzschluss bildet. Die fehler-
hafte Komponente kann dann während der regulären Wartungsarbeiten getauscht
werden [63]. Darüber hinaus ergeben sich weitere Vorteile gegenüber konventio-
nell bedrahteten Modulen in Hinsicht auf die Lebensdauer [61]. Diese Presspack
IGBTs sind dabei von unterschiedlichen Bezugsquellen mit einem ISC von bis zu
ungefähr 12 kA zum Zeitpunkt der Entstehung dieser Arbeit offiziell verfügbar
[16, 17].
2.2.4 Fremdgeführter Hybrid-Schalter
Eine Variante des hybriden HGÜ-Leistungsschalters nutzt statt der abschaltbaren
IGBTs zwangskommutierte Thyristoren nach der in [28] beschriebenen Topologie.
Diese ist in Abbildung 2.14 dargestellt. Das hybride Konzept ist durch einen schnel-
len Trenner mit seriellem Hilfsschalter, sowie einem dazu parallel angeordneten,
leistungsstarken Hauptschalter grundsätzlich gegeben. Der eigentliche Abschalt-
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vorgang erfolgt stufenweise über mehrere Kommutierungsvorgänge. Dabei steigt
das Spannungsniveau im idealisierten Fall entsprechend Abbildung 2.15 zuneh-
mend an, bis letztlich die volle Gegenspannung erreicht wird.
Zu Beginn wird der Strom des Lastkreises zunächst über die eingeschalteten Thy-
ristoren ST01 und ST0 in den Kondensator C0 kommutiert. Aufgrund der gerin-
gen Ansprechspannung uˆC0 des Varistor A0 ist der Spannungsanstieg begrenzt.
Der Ableiter trägt den Strom bis die finale Unterbrechung des Hauptschalters
eingeleitet wird. Mit Einschalten von ST1 beginnt Kondensator C1 geladen zu
werden und übernimmt den Strom von A0. Daraufhin liegt für die Dauer ∆tc1
eine negative Anoden-Kathoden-Spannung über ST0 an. Sofern diese länger als
die thyristorspezifische Freiwerdezeit ist, kann C1 wegen des nun sperrenden ST0
über die Ansprechspannung von A0 hinaus geladen werden. Mit Erreichen von
uˆC1 wird für den Ladevorgang von C2 analog verfahren. Dieser lädt nun auf die
volle Schaltspannung uTIV = uˆC2, das heißt auf die Begrenzungsspannung von A2
zur Überleitung in die Stromreduktionsphase.
Lσ0
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Lσ01
Lσ2
Lσ3
Ldc
C0
C1
C2
A0
A1
A2
SAB
ST01
ST0
ST1
ST2
Abbildung 2.14: Topologie des fremdgeführten HGÜ-Leistungsschalters auf
Thyristorbasis
Bei Betrachtung des Spannungsverlaufs in Abbildung 2.15 fällt zunächst auf, dass
eine höhere Ladespannung uˆC0 einen begünstigenden Einfluss auf die Wiederer-
langung der Sperrfähigkeit von ST0 haben muss. Die Auslegungsvorschrift der
Einzelkomponenten bleibt damit aber weiter unklar. Zur genaueren Charakterisie-
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tatsächlicher Spannungsverlauf
Grenzspannung
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Abbildung 2.15: Schematischer Spannungsverlauf eines Abschaltvorganges
rung des Abschaltvorgangs soll daher zunächst vereinfachend davon ausgegangen
werden, dass der abzuschaltende Strom ib(t) für die Dauer ∆tr vom Zeitpunkt t0
aus gesehen linear ansteigt. Damit können für die präsentierte Topologie folgende
Rahmenbedingungen festgehalten werden:
- Schonzeit: Die Kondensatorspannung der aktiven Stufe darf die Ladespan-
nung der vorigen uˆC,x (x ∈ {0,1}) für die Dauer der Schonzeit ∆tc der
Thyristoren nicht überschreiten. Vereinfachend wird für diese vergleichswei-
se kurzen Zeiträume von einem Konstantstrom ausgegangen. Es muss also
mit ∆tc ≤ ∆tc1 und ∆tc ≤ ∆tc2 gelten:
Qc,C(x+1) = C(x+1) · uˆCx ≥ ∆tc · ib(tx); x ∈ {0,1} (2.10)
- Steilheit: Kritische Spannungsanstiege müssen durch entsprechende Konden-
satorsteuerung verhindert werden. Dabei gilt es sowohl das Überkopfzünden
der Thyristoren zu unterbinden, als auch äußere Faktoren der Spannungs-
steuerung zu berücksichtigen. Bedingt durch die bereits eingepreiste Schon-
zeit und die vergleichsweise hohen zulässigen Spannungssteilheiten für Thy-
ristoren (z.B. 1000Vµs−1 [15]), kann davon ausgegangen werden, dass im
Wesentlichen die allgemeine Spannungssteuerung im Sinne einer einhüllen-
den Sr berücksichtigt werden muss. Neben einer oberen Grenze kann hier
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auch eine minimale Steilheit zur Berücksichtigung der maximal zulässigen
Schaltdauer einfließen. Eine Abschätzung ergibt:
Sr,min ≤ Sr ≤ Sr,max undSy <
(
dUThyristor
dt
)
krit
(2.11)
mit Sr =
uˆC2
∆tr
, Sy =
ib(ty)
Cy
und y ∈ {1,2}
- Ökonomie: Nach Festlegung des Thyristors gründen sich Einflussmöglich-
keiten auf die Materialkosten nun vordergründig auf der Größe verbauter
Kondensatoren. Lediglich die Thyristorkaskade von ST0 kann durch ihre
Abhängigkeit von der Spannung uˆC1 noch einen größeren Beitrag zu den an-
sonsten bereits festgelegten Positionen darstellen. Als der Kondensatorbank
proportionales Kostenkriterium gilt es daher die kapazitiv speicherbare Ener-
gie minimal zu halten:
WC,min = min
(
1
2
C1uˆ
2
C1 +
1
2
C2uˆ
2
C2
)
(2.12)
In der Betrachtung bisher unberücksichtigt blieb der Einfluss notwendiger Kom-
mutierungsinduktivitäten. Diese sind zur Begrenzung der Stromanstiegssteilheit
der eingesetzten Thyristoren essentiell und werden entsprechend der zu erwarten-
den Kommutierungsdauer zur Schonzeit ∆tc hinzugerechnet. Im vorliegenden Fall
orientieren sich die gewählten Induktivitäten an einer optimalen Kommutierung.
Das heißt sie sind auf die maximal zulässige Stromanstiegssteilheit der Thyristoren
ausgelegt worden. Die Werte können aber in einem realen System möglicherweise
deutlich größer ausfallen und so zu Lasten einer geringen Kapazität gehen.
Durch Anwendung der Systembeschreibung lässt sich nun der in Anhang A.2
beschriebene Ansatz formulieren. Hierzu ist die beispielhafte Realisierung eines
Tabelle 2.5: Schalterdesign einer optimierten Lösung für das Referenzszenario
aus Tabelle 2.1 und uˆC0 = 5kV, Sr,max →∞ und r = 2,6 kAms−1
(resultiert in Ib = 15 kA)
Parameter Wert Parameter Wert
∆tc1=∆tc2=∆tc 90,0 µs Lσ01 10,0 µH
uˆC1 124 kV Lσ0 2,00 µH
C1 170 µF Lσ1 10,0 µH
C2 11,9 µF Lσ2 150 µH
WC 4,65MJ Lσ3 5,00 µH
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Abbildung 2.16: Abhängigkeiten bei der Schalterauslegung auf WC,min für
unterschiedliche Anstiegsraten r des Kurzschlussstroms
(a) Darstellung von WC für variable C1 und uˆC1
(b) Einfluss der Schaltspannung auf WC,min
(c) Einfluss der max. Spannungssteilheit Sr,max auf WC,min
(d) Einfluss der min. Spannungssteilheit Sr,min auf WC,min
HGÜ-Leistungsschalters für 500 kV Systemspannung in Tabelle 2.5 angegeben. Die
daraus abgeleiteten Kondensatorgrößen entsprechen der Minimalanforderung für
das beschriebene System und enthalten abgesehen von der Schonzeit keine zu-
sätzlichen Sicherheitsmargen. Abbildung 2.16a zeigt die dafür aus Einzellösungen
aufgespannte Fläche, deren Talsohle die gesuchte Lösung darstellt.
Zur Verfikation des beschriebenen Auslegungsvorgangs ist die zur Lösung aus Ta-
belle 2.5 gehörige Simulation der Abschaltung in Abbildung 2.17 gegeben. Sie
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zeigt die aufeinanderfolgenden Kommutierungsschritte unter Einhaltung der vor-
geschriebenen Schonzeit. Nach der finalen Kommutierung in den Ableiter verrin-
gert sich der Strom kontinuierlich bis er vollständig erloschen ist. Die sich an-
schließende, rasch abklingende Oszillation ist dabei auf die Wechselwirkung von
Strombegrenzungsdrossel und spannungssteuernden RC-Snubber-Elementen der
Thyristoren zurückzuführen.
Abbildung 2.17: Abschaltvorgang des nach Tabelle 2.5 ausgelegten
fremdgeführten Schalters
(a) Spannung über dem Hilfsschalter
(b) Ströme der aktiven Pfade während der Unterbrechung
Eine genauere Analyse der Auslegungsvorschriften zeigt die verschiedenen Abhän-
gigkeiten der Designmerkmale. Erwartungsgemäß ist der Anstieg von WC,min in
Abbildung 2.16b sowohl von uˆc2 als auch von der Dynamik des Fehlerstroms r
abhängig. Es wird klar, dass gerade für hohe Stromsteilheiten ein signifikanter
Mehraufwand notwendig würde. Eine wesentliche Auslegungsgrenze lässt sich wei-
terhin Abbildungen 2.16c und 2.16d entnehmen. Die optimale Lösung für das
gewählte 500 kV Szenario liegt stromunabhängig stets bei einer Gesamtsteilheit
Sr von ungefähr 300Vµs−1. Eine Begrenzung von Sr,max, wie auch Sr,min, gin-
ge zulasten von WC,min. Andererseits zeigt das Fehlen gültiger Lösungen jenseits
von Sr,min ≈ 330Vµs−1 in Abbildung 2.16d, dass die Schaltzeit ∆tr als Reziprok
zu Sr durch Sr,min nicht beliebig verkürzt werden kann. Eine Auslegung abseits
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der optimalen Lösung ist aus ökonomischen Gründen daher kaum möglich. Es gilt
für das exemplarische Szenario eine kaum beeinflussbare Abschaltverzögerung von
insgesamt 5ms (bei einer Öffnungszeit des schnellen Trenners von 2ms). Es sei
außerdem anzumerken, dass sich die in dem beispielhaft ausgelegten Design be-
rücksichtigten Induktivitäten sehr nahe an den optimalen Kommutierungsinduk-
tivitäten hinsichtlich der zulässigen Stromsteilheit des Thyristors orientieren. Das
kann bei einer konkreten Umsetzung und damit verbundenen Sicherheitsmargen
durchaus zu einer weiteren Erhöhung von WC,min führen.
2.3 Einführung der gegenstromgestützten GCT-Abschalt-
ung
Es ist festzustellen, dass Bemessungsströme und Bemessungsspannungen einzelner
Leistungshalbleiter alleine als Kriterium zur Bestimmung des Abschaltvermögens
eines HGÜ-Leistungsschalters nicht zielführend sind. Aufgrund der ausgesprochen
kurzen Belastungszeiträume spielt der für den thermisch stationär betrachteten
Zustand angegebene Strom nur eine mittelbare Rolle. Relevant sind in erster Li-
nie die thermische (Ersatz-)Impedanz und der kontrollierbare Strom - meist in
Form der Abschaltspezifikationen (engl. Safe Operating Area, SOA) angegeben.
Dabei kann davon ausgegangen werden, dass aufgrund der sehr kurzen Belas-
tungszeiträume im Bereich weniger Millisekunden elementabhängig deutlich höhe-
re Stromtragfähigkeiten möglich sind. Die Abschaltfähigkeit bleibt davon jedoch
unberührt. Während eine Spannungsskalierbarkeit durch entsprechende Serien-
schaltung innerhalb gewisser Grenzen als technisch gut lösbar angesehen wird,
stellt die Skalierbarkeit des Stromes durch Parallelschalten, also eine Stromauf-
teilung, eine besondere Herausforderung dar. Das liegt nicht zuletzt daran, dass
sowohl stationär als auch dynamisch feste Stromteilerverhältnisse vorherrschen
müssen. Durch Maßnahmen wie symmetrischen Aufbau, Erreichung eines hohen
Gleichzeitigkeitsfaktors der Schaltvorgänge, Erhöhung der Kapazität des Snubbers
oder Reduktion der Schaltgeschwindigkeit kann die Problematik gemindert wer-
den. Eine Verdoppelung des Abschaltstromes bei Parallelschalten zweier Module
ist mit Blick auf eine verbleibende Restinhomogenität dennoch unwahrscheinlich.
Dabei ist der Schritt zu einer Parallelschaltung mehrerer externer Module mit ei-
niger Wahrscheinlichkeit anspruchsvoller als die Parallelschaltung mehrerer Halb-
leiter innerhalb eines Gehäuses. Daher ist als Alternative zu erwägen, ob nicht bei
ausreichender thermischer Reserve auch Schalter genutzt werden können, die in
Kombination mit einer Gegenstromeinprägung eine Erhöhung des Abschaltstro-
mes erreichen ohne zusätzliches Parallelschalten mehrerer Halbleiter notwendig
zu machen.
Zwangskommutierte Thyristoren sind eine bereits diskutierte Alternative. Diese
stellen eine in Pulsanwendungen regelmäßig eingesetzte Komponente dar. Dabei
sind Fälle bekannt in denen Gleichströme von 28 kA experimentell abgeschaltet
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Abbildung 2.18: Funktionalität der GCT Abschaltung
(a) Ersatzschaltbild des GCT [40]
(b) Schematische Darstellung des harten Abschaltvorgangs
eines GCT [65]
wurden [21]. Der in Kapitel 2.2.4 behandelte Schalter repräsentiert hierzu ein Kon-
zept des zu Grunde liegenden Prinzips. Allerdings ergibt sich die benötigte Ener-
giemenge aus der spezifischen Freiwerdezeit des Thyristors und wird üblicherweise
in Kapazitäten vorgehalten. Entsprechend muss in jedem Fall das Minimalkriteri-
um für die Ausräumung erfüllt sein. Die daraus resultierenden Kondensatorgrößen
können dabei durchaus ein relevantes Kostenkriterium darstellen.
In Thyristoren mit besonders optimierten Dotierungen wird die zuverlässige Aus-
räumung von Ladungsträgern innerhalb von Zeiträumen im Bereich einstelliger
Mikrosekunden erreicht. Dies geschieht zwar zu Lasten der Leitfähigkeit und er-
höht somit die Verluste, aber dafür entstehen abschaltbare Elemente. Klassische
Vertreter dieser Familie sind der GTO und der GCT, letzterer oft mit vormontier-
ter Gate Ansteuerung geliefert und dann als IGCT bezeichnet. Ein Vertreter dieses
Typs ist in einer Gleichstromschalterapplikation mittels niederfrequenter Gegen-
stromeinprägung bereits zur Abschaltung von etwa 50 kA gebracht worden [52].
Dabei lag die Dauer der Stromeinprägung mit insgesamt ca. 100 µs im Bereich der
Freiwerdezeit von Mittelspannungsthyristoren und brächte somit zunächst keine
konkrete Kapazitätsreduktion. Fraglich ist aber, ob die Erhöhung der Abschaltfä-
higkeit auch durch eine hochfrequentere Einprägung möglich ist - die dann eine
geringere Ladung benötigen würde und zu einer tatsächlichen Einsparung der Kon-
densatorkapazität führen könnte.
Der GCT ist auf Basis des Thyristors entstanden. Damit lässt sich das Verhal-
ten anhand des Ersatzschaltbilds nach Abbildung 2.18a beschreiben. Wesentlicher
Unterschied zwischen dem GCT und einem normalen Thyristor ist nach [40] die
36
2.3. Einführung der gegenstromgestützten GCT-Abschaltung
Abschaltverstärkung βoff , welche zur Erzielung der gewünschten Abschaltfähigkeit
gerade eins ist. Bei einer regulären IGCT - Abschaltung beginnt der Blockiervor-
gang also, sobald der Basisstrom iB des internen NPN - Transistors vollständig
abkommutiert wurde. Dabei muss entsprechend Abbildung 2.18b eine charakteris-
tische Ausräumphase der Zeitdauer ∆tdesat abgewartet werden ehe die Anoden -
Kathoden - Spannung uAK wieder ansteigen darf. Der für den Abschaltvorgang
notwendige negative Gatestrom wird über eine Kondensatorentladung in der An-
steuereinheit erreicht und beschreibt über deren maximalen Entladestrom die Ab-
schaltfähigkeit der Komponente. Die Zeit zum Aufbau dieses Stromes wird mit
∆tgs bezeichnet. Dabei ist, wie in [39] beschrieben, die Komponente in mehrere
GCT - Einheiten unterteilt. Es tritt eine kaum vermeidbare Inhomogenität auf,
welche in die Spezifikationen eingepreist wird.
Die Gegenstromeinprägung stellt also eine mögliche Alternative für das Parallel-
schalten von abschaltbaren Elementen dar. Dabei sind Thyristoren unterschiedli-
cher Bauart bereits zur Kontrolle teils signifikanter Abschaltströme in der Lage ge-
wesen. Mit Blick auf die hohen Kapazitätswerte besteht allerdings der begründete
Verdacht eine weitere Optimierung mit Hilfe von IGCTs in einem hochfrequenten
Schwingkreis vornehmen zu können. Dies soll näher untersucht werden.
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Kapitel 3
Das Konzept des
gegenstromgestützten
HGÜ-Leistungsschalters
Das zuvor eingeführte Konzept der gegenstromgestützten Gleichstromabschaltung
soll in diesem Kapitel näher dahingehend untersucht werden, ob eine Eignung
für HGÜ Applikationen allgemein vorliegen kann. Die für eine Kaskadierung in
Hochspannungsanwendungen ausgelegte Schaltertopologie wird in diesem Kapitel
vorgestellt und auf geeigneten Abstraktionsebenen analysiert. Darüber hinaus fin-
det eine experimentelle Untersuchung des zugrunde liegenden Schaltprinzips auf
Basis eines hochfrequenten Schwingkreises statt1.
3.1 Aufbau der Schaltertopologie
Der Einsatz des vorgestellten Schaltprinzips setzt eine unidirektionale Umsetzung
des Hauptschalters SMB voraus. Zu diesem Zweck wurde ein äußerer Aufbau ent-
sprechend Abbildung 3.1 gewählt. Die Topologie nutzt einen Gleichrichter um die
Stromrichtung an den Hauptschalter anzupassen. Weiterhin dient sie der Umset-
zung des hybriden Konzepts, wobei durch das Öffnen des Schalters SAB der Strom
gleichzeitig durch die Dioden und den unidirektionalen Hauptschalter fließt. Das
Konzept lässt sich allgemein auf unterschiedliche Realisierungen für den Haupt-
schalter SMB anwenden und vermeidet seinen bipolaren Aufbau.
Den Hilfsschalter betreffend, kommen auch hier unterschliedliche Kommutierungs-
einrichtungen in Frage, wobei für die vorliegenden Betrachtungen einfachheitshal-
1Für die Erstellung dieses Kapitels sind neben den angegebenen Quellen auch Arbeitsteile
eingeflossen, welche in vorab publizierten Eigenveröffentlichungen genutzt wurden. Insbeson-
dere sind hier die Quellen [78, 79, 84, 85, 90] zu nennen.
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Abbildung 3.1: Umsetzung des hybriden Ansatzes für unidirektionale
Leistungsschalter
ber abermals die Basis-Variante mit IGBT-Matrix und RCD-Snubber Elementen
gewählt wurde.
Die das Abschaltvermögen zentral bestimmende Komponente ist der Hauptschal-
ter. Er erzeugt die Schaltspannung, die den Strom in die Energieabsorber kom-
mutiert, und definiert über seinen maximalen Abschaltstrom die Spezifikationen
der Systemkomponente HGÜ-Leistungsschalter. Die dazugehörige Topologie ist
in Abbildung 3.2 angegeben und enthält IGCT-Schalter, welche seriell geschaltet
zum Aufbau der geforderten Systemspannung eingesetzt werden. Der abschalt-
bare Strom jedes IGCT Sx mit x ∈ [2, N ] soll nun durch Einprägung eines Ge-
genstroms erhöht werden. Hierfür vorgesehen ist die verschachtelte Anordnung
der einzelnen Resonanzkreise bestehend aus einem Pulskondensator CP und einer
ohmsch-induktiven Impedanz ZP(ω). Letztere sollte vergleichsweise klein ausfallen
und kann daher je nach Auslegung sogar als verteilter Leitungsparameter realisiert
werden. Dem Prinzip des Marx-Generators folgend, werden Lade- und Entladepfa-
de durch hochohmige Widerstände RC und Pulsschalter SP entkoppelt - obgleich
die Wirkung hier gerade invertiert ist indem Stufen seriell geladen und parallel
entladen werden. Diese Stufen bilden die Voraussetzung für den modularen An-
satz mit freier Spannungsskalierbarkeit.
Eine Schaltzelle kann entsprechend Abbildung 3.3a mit je vier Anschlüssen gebil-
det werden. Dabei konnektieren Anschlüsse A+ und A−, sowie B+ und B− un-
tereinander. Die Schalter SP können unterschiedlich realisiert sein. Hier kommen
im Wesentlichen triggerbare Schaltfunkenstrecken oder Pulsthyristoren in Frage.
Beide lassen hohe Stromsteilheiten zu und ermöglichen gleichzeitig die notwendige
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Abbildung 3.2: Prinzipschaltbild des Hauptschalters
Sx
ZP
CPSC RC
iinj
iC
iS
A−
B−
A+
B+
SP
(a) (b)
US,x
RI
RII
UGU
Abbildung 3.3: Umsetzungsansätze für den Hauptschalter
(a) Modularität durch Strukturierung als Schaltzellen
(b) Möglichkeit zur Versorgung der Ansteuereinheiten
Spannungsfestigkeit. Im Ladepfad finden sich weiterhin die Schalter SC, welche
als IGBTs mit moderater Schaltleistung ausgeführt sein können. Ihre Aufgabe ist
die Steuerung des Ladevorgangs und könnte bei entsprechender Auslegung der
Anordnung möglicherweise auch extern in Form eines Trenners realisiert sein oder
bei selbsttätiger Öffnung von SP ganz entfallen.
Weiterhin muss die Versorgung der einzelnen Halbleiterschalter berücksichtigt wer-
den. Da jedes Element auf einem individuellen Potential arbeitet, ist eine aktive
Versorgung von außen mit erheblichem Aufwand verbunden. Vorteilhaft ist hier da-
her der Umstand, dass sich die Steuerleistung durch den weitestgehend passiven
Charakter des HGÜ-Leistungsschalters gegenüber derjenigen in Umrichtersyste-
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men mit permanenter Taktung erheblich unterscheidet. Die Zahl der zeitlich noch
als zusammenhängend zu betrachtenden Schalthandlungen ist beschränkt. Somit
benötigt die Versorgung des Systems zwar eine ausreichende Peak-Leistung, bereit-
stellbar zum Beispiel über Pufferkondensatoren, die Dauerleistung hingegen muss
kaum mehr als die passiven Verluste der Steuerungselektronik decken. Damit soll-
te sich die mittlere Leistungsaufnahme auf wenige Watt pro Schalter reduzieren
lassen. Ein Ansatz zur Deckung der Versorgungsleistung ist der Abgriff an einem
Spannungsteiler gemäß Abbildung 3.3b. Der ohnehin notwendige Widerstand zur
stationären Spannungssteuerung könnte so zur Versorgung der Schalterelemente
beitragen. Ebenso denkbar wäre der Einsatz von Batteriesystemen, welche wäh-
rend der üblichen Wartungsintervalle aufgeladen werden, oder die Nutzung des ge-
ladenen Pulskondensators CP, da dieser für niedrige Entnahmeleistungen als starre
Spannungsquelle angesehen werden kann. Letztere Variante wäre aus Kostengrün-
den allerdings auf Schaltzellen niedriger Spannungsspezifikation beschränkt.
3.2 Charakterisierung des Schaltverhaltens
Die vorgestellte Topologie zum Schalten hoher Gleichströme ist ein komplexes
Zusammenspiel aus idealerweise entkoppelten Lade- und Entladepfaden. Zur Ver-
ständnisbildung und Verifikation des Funktionsprinzips soll in diesem Kapitel eine
detailierte Charakterisierung anhand erwarteter Parameter vorgenommen werden.
Zur besseren Einordnung werden die relevanten Abstraktionsebenen weitestge-
hend gesondert betrachtet.
3.2.1 Verhalten auf Schaltzellen-Ebene
Die Abschaltung eines IGCT mit Hilfe einer gegenstrombasierten Stromreduktion
ist in ihrer Art neu und kann nicht unmittelbar mit dem bekannten und erprob-
ten Prinzip des Gleichstromstellers gleichgesetzt werden. Die Grundideen sind
zwar vergleichbar, ihre technische Realisierung unterscheidet sich jedoch in einigen
Punkten sehr deutlich. So ist allem voran die Kondensatorentladung verschieden-
artig. Während sie beim Gleichstromsteller dem quasi-konstanten Abschaltstrom
gleichsetzbar ist, wird bei der IGCT-Abschaltung ein mittels Rückwärtsdiode frei
durchschwingender Resonanzkreis genutzt. Die Geschwindigkeit der Kondensator-
entladung wird also mit einer Impedanz charakterisiert - nicht mit dem durch
das Schalterelement fließenden Strom. Ein weiterer grundlegender Unterschied ist
die hohe Resonanzfrequenz, die bei der Gegenstromeinprägung erzielt werden soll.
Je niederfrequenter diese ausfällt, desto größer werden die Kondensatorbänke für
einen gleichbleibenden Pulsstrom - zusammen mit eingesetzten IGCTs und Puls-
schaltern ein zentraler Kostenfaktor. Die zugrundeliegende Impedanz wird bei
hohen Resonanzfrequenzen und wünschenswerterweise gering gehaltener Pulskrei-
senergie im Wesentlichen aus der verteilten Leitungsinduktivität und dem ohm-
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schen Leitungsbelag zusammengesetzt - beides jeweils frequenzabhängige Parame-
ter, die ihren Ursprung wesentlich in der geometrischen Anordnung haben. Die
daraus resultierenden Schwierigkeiten bei Aufbau und Auslegung des Kreises wer-
den ergänzt durch spezifische Halbleitereffekte. Einerseits fordert die intrinsische
GCT-Abschaltung eine obere Grenze für die Resonanzfrequenz und andererseits
bestimmt der Forward-Recovery-Effekt zunehmend das Verhalten der antiparalle-
len Diode mit Auswirkungen auf die Rückwärtsspannungsbelastung des GCT. Die
Frage ist also wie genau die Parameter zur Funktionserfüllung eingestellt bezie-
hungsweise abgebildet werden können und ob dabei kritische Beanspruchungen in
den eingesetzten Halbleitern ausreichend begrenzt werden.
Zentrale Eigenschaft des Kreises ist die Resonanzfrequenz. Diese soll zu Beginn ein-
gegrenzt werden. Im Anschluss wird die analytische Beschreibung des Pulskreises
vorgenommen um wesentliche Parameter für die Stromreduktion zu identifizieren.
Zuletzt wird untersucht ob kritische Belastungen auftreten können und wie diese
gegebenenfalls zu bewerten sind.
3.2.1.1 Abschaltfähigkeit
Zunächst ist zu prüfen, wie der Gegenstrom und damit der Resonanzkreis beschaf-
fen sein müssen, damit der IGCT tatsächlich unterstützt wird. Wie in Kapitel 2.3
beschrieben, setzt sich die IGCT-Abschaltung aus der Kommutierungsphase auf
den Bypasspfad und die sich anschließende Entsättigung zusammen. Die charak-
teristischen Zeiten zusammengenommen ergeben die erforderliche Abschaltverzö-
gerung.
Abbildung 3.4 zeigt das vereinfachte Ersatzschaltbild des Pulskreises und den
schematischen Verlauf der Gegenstromeinprägung mit dem spezifizierten Abschalt-
strom des IGCT ITGQM, der Gegenstromamplitude max(˜iP), sowie der Perioden-
dauer T0. Weiterhin ist die Zeitdauer ∆t(SOA) gegeben, innerhalb derer der durch
den GCT geführte Strom geringer als ITGQM ist. Wie in [65] für den Anwendungs-
fall des harten Abschaltens beschrieben, beginnt die Anoden-Kathoden-Spannung
uAK zu steigen, sofern die Kommutierungszeit ∆tgs und die Entsättigung, reprä-
sentiert durch ∆tdesat, abgelaufen sind. Zur Sicherstellung einer korrekten Ab-
schaltung muss davon ausgegangen werden, dass sofern uAK nicht bereits voll
wiederhergestellt ist, der Anodenstrom mit Abklingen des Gegenstroms erneut zu
steigen beginnen wird. Erst mit Erreichen der in Kapitel 2.3 eingeführten Span-
nungswiedergewinnungszeit ∆t(off) darf der ungeschaltete Strom ib den Grenzwert
ITGQM gedanklich schneiden. Damit muss
∆t(SOA) > ∆tgs +∆tdesat +∆t(off) (3.1)
gelten. Bei einer regulären Abschaltung kann angenommen werden das entspre-
chend [40] für
∆tgs ≤ 1 µs (3.2)
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und nach [65] für
∆tdesat ≈ 1 µs− 2 µs (3.3)
eingehalten wird. Da für ∆tgs gerade der Anodenstrom iA ausschlaggebend ist,
wird sich dessen zeitliche Obergrenze solange nicht verschieben, sofern iA < ITGQM
gilt. Eine vorhandene Temperaturabhängigkeit ist bereits berücksichtigt. Damit
kann Gleichung 3.3 als hinreichend genau betrachtet werden. Die Entsättigung wie-
derum ist stark von festkörperphysikalischen Effekten bestimmt und zeigt eben-
falls deutlich ausgeprägte Abhängigkeiten. Sowohl die Temperatur als auch die
vorhandene Ladungsträgerdichte spielen eine große Rolle. Gerade letztere kann
durch den Strom ib oberhalb der Normalbedingungen liegen und möglicherweise
zu einer erheblichen Verlängerung der Entsättigungszeit führen.
max(˜iP)
Ib
ITGQM
∆t(SOA)
∆t(SOA)
2
T0
2
T0
4 iS
ITGQM
i˜P
t
(b)
(a)
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i˜P
CP SP ZP
uAK
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Pulskreis
+
Abbildung 3.4: Darstellung der gegenstromgestützten Abschaltung
(a) Ersatzschaltbild des Pulskreises
(b) Schematischer Verlauf der Gegenstromeinprägung
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Tabelle 3.1: Annahmen für die in Abbildung 3.5 dargestellten Diagramme
Werte zu (a) Werte zu (b)
Parameter Wert Parameter Wert
Ib 15 kA f0 40 kHz
ITGQM 5 kA ITGQM 5 kA
max(˜iP) 20 kA max(˜iP) 10 kA-30kA
∆tSOA 0,5µs-20 µs ∆tSOA 6 µs
Abbildung 3.5: Resonanzkreisauslegung
(a) höchstzulässige Resonanzfrequenz in Abhängigkeit von
∆t(SOA) für einen gegebenen Wert max(˜iP) = 20 kA
(b) resultierender Abschaltstrom in Abhängigkeit von max(˜iP)
für einen Wert von ∆t(SOA) = 7µs
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Die Bestimmung einer Obergrenze für die Resonanzfrequenz ergibt sich nach obi-
gen Ausführungen allgemein durch die Zeitdauer ∆t(SOA). Diese wird unter An-
nahme einer idealen Sinusschwingung analytisch durch Gleichung 3.4 beschrieben.
Ib − ITGQM = max(˜iP) · sin
(
2π
T0
·
[
T0
4
− ∆t(SOA)
2
])
(3.4)
Die kleinste zulässige Periodendauer kann dann durch
T0 =
∆t(SOA)
1
2
− 1
π
· arcsin
(
Ib − ITGQM
max(˜iP)
) (3.5)
abgeschätzt werden. Mit den in Tabelle 3.1 gegebenen Parametern lässt sich die
in Abbildung 3.5a beschriebene Maximalfrequenz für ein gültiges ∆t(SOA) entneh-
men. In der vorliegenden Arbeit wurde unter Berücksichtigung zuvor genannter
Aspekte als Bedingung ∆t(SOA) ≥ 7 µs gewählt. Diese wurde der maximalen Aus-
schaltverzögerung td(off) des IGCT 5SHY55L4500 [13] mit einem ITGQM = 5kA
nachempfunden. Der Wert kann komponentenabhängig variieren. In diesem Fall
ergeben sich nach Abbildung 3.5b unterschiedliche Möglichkeiten die gewünschte
Abschaltfähigkeit auszulegen. Zum Abschalten eines Stromes von 15 kA kann un-
ter idealen Bedingungen eine Pulsstromamplitude von 15 kA bei 40 kHz oder eine
Pulsstromamplitude von 13 kA bei 30 kHz eingestellt werden. Innerhalb gewisser
Grenzen erlauben die technischen Rahmenbedingungen somit eine Anpassung der
Auslegung des Resonanzkreises.
3.2.1.2 Gegenstromausnutzung
Nach Eingrenzung der Resonanzfrequenz soll nun der Pulskreis genauer modelliert
werden. Dazu gehört der auf UC,0 vorgeladene Pulskondensator in Form einer Ka-
pazität CP, sowie die bereits erwähnte Pulskreisimpedanz Z(p) = pLP(p)+RP(p).
Hinzu kommt, wie Abbildung 3.6 zu entnehmen ist, ein Verbindungsstück in dem
sich Abschaltstrom und Pulsstrom konstruktiv überlagern, sowie die sich anschlie-
ßende Parallelschaltung aus GCT und Rückwärtsdiode. Jeweils modelliert mit
idealer Diode, Schleusenspannung UT,S(p), beziehungsweise UT,D(p), und Halblei-
terwiderstand. Die Impedanz der sich aufteilenden Strompfade wird noch durch
Induktivitäten beschrieben. An den Klemmen der Schaltzelle liegt eine variable
Spannung UA± (p) an, welche durch den Kreis so bestimmt ist, dass ein konstan-
ter Strom Ib(p) = Ib/p mit Ib = ib(t0) gilt. Diese vereinfachende Annahme ist
hinnehmbar, da durch die Begrenzungsdrosseln Ldc1 und Ldc2 für den hierbei rele-
vanten Zeitraum der Gegenstromeinprägung ein kaum veränderlicher Strom fließt.
Der Zeitpunkt t0 stellt dabei den Beginn der Gegenstromeinprägung dar.
Wie in Kapitel 2.3 beschrieben, wird der Abschaltvorgang des GCT durch Ab-
kommutieren des Basisstroms im NPN - Transistor ausgelöst. Durch Schließen der
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UA±(p)
Lθ
Rθ
UT,D(p)
RD
LD
ID(p)IS(p)
LS
RS
UT,S(p)
Uc(p)CP
IP(p) LP RP
Ib(p)
IS(p)
ID(p)I˜P(p)
A−
A+
Abbildung 3.6: Ersatzschaltbild zur Charakterisierung des Pulskreises
während der Gegenstromeinprägung
Pulsschalter und Einprägung des Gegenstroms soll dieser bereits vorab unterstüt-
zend reduziert werden um so die gewünschte Abschaltfähigkeit zu erhalten. In
Abbildung 3.6 ist neben den messbaren Strömen, zu denen auch Ib(p) gehört, ein
weiterer Maschenstrom durch I˜P(p) gegeben. Entsprechend den Kirchhoffschen
Gleichungen kann dieser Strom durch Gleichung 3.6 ausgedrückt werden. Er be-
schreibt dabei den Teil des Pulsstromes der tatsächlich zur Verringerung der Be-
lastung des GCT beiträgt, also nicht durch die Diode fließt.
IS(p) = Ib(p)− I˜P(p) (3.6)
Mit diesem wirksamen Pulsstrom I˜P(p) lässt sich ein auf die Gesamtpulsstromam-
plitude ÎP normierter Ausnutzungsfaktor zu
u =
max
(˜
iP(t)
)
ÎP
(3.7)
darstellen. Das Ersatzschaltbild lässt sich wiederum überführen in Z(p) =

ZS(p) + Zθ(p) −Zθ(p) 0 −1
−Zθ(p) 1
pCP
+ ZP(p) + ZD(p) + Zθ(p)
1
pCP
+ ZP(p) 0
0
1
pCP
+ ZP(p)
1
pCP
+ ZP(p) −1
1 0 1 0
 (3.8)
47
Kapitel 3. Das Konzept des gegenstromgestützten HGÜ-Leistungsschalters
und zusammen mit
Z(p) ·
 IS(p)ID(p)
I˜P(p)
UA±(p)
 =

p(LS + Lθ)
Ib
p
− UT,S(p)
pLθ
Ib
p
+
UC,0
p
− UT,D(p)
UC,0
p
Ib(p)
 (3.9)
analytisch beschreiben. Über das Lösen des Gleichungssystems und die Rücktrans-
formation in den Zeitbereich, können die Ströme iS(t), iD(t), iP(t) und der wesent-
liche Strom i˜P(t) bestimmt werden. Die Umsetzung der Schleusenspannungen des
GCT durch uT,S(t) und der Diode durch uT,D(t) ist in der Realität vom Verhalten
der Halbleiter abhängig und kann für dynamische Vorgänge nicht immer durch-
gängig als Gleichspannung modelliert werden. Die allgemeine Beschreibung des
Gleichungssystems erlaubt hier weitere Effekte wie den Forward-Recovery-Effekt
zu berücksichtigen, worauf aber in einem ersten Schritt verzichtet worden ist.
Das Verhalten des Resonanzkreises ist in einem weiten Auslegungsbereich durch
induktive Impedanzen bestimmt, sofern die Dämpfung gegenüber der wirksamen
Reaktanz gemäß Gleichung 3.10 gering ausfällt.
R << ω0LP =
√
LP
CP
≈ 250mΩmit f0 = 40 kHzundLP = 1µH (3.10)
Für die Höhe des Ausnutzungsfaktors u existiert bei Vernachlässigung von den
Schleusenspannungen, sowie den ohmschen Impedanzanteile ein rein induktives
Stromteilerverhältnis mit χ nach Gleichung 3.11. Werden diese Faktoren allerdings
berücksichtigt, ergibt sich ein analytisch nur noch schwer abzubildender Term und
ein weiterer wesentlicher Einflussfaktor neben dem induktiven Stromteilerverhält-
nis χ kommt hinzu. Dieser lässt sich durch das induktive Spannungsteilerverhältnis
ζ entsprechend Gleichung 3.12 darstellen und drückt den Einfluss, nicht aber die
Höhe, der nicht-induktiven Parameter aus. Zum Zweck der Anschaulichkeit wird
hierzu weiterhin die Ersatzimpedanz L|| eingeführt. Diese entspricht der Parallel-
schaltung aus LS und LD.
χ =
LS
LD + LS
(3.11)
ζ =
L||
L|| + LP + Lθ
mitL|| = LS||LD = LS · LD
LS + LD
(3.12)
Abbildung 3.7 kann der Ausnutzungsfaktor in Abhängigkeit von χ und ζ entnom-
men werden. Die zugrunde liegende Simulation wurde in MATLAB Simulink unter
Verwendung des nach Abbildung 3.6 gezeigten Abstraktionslevels unter Berück-
sichtigung von Schleusenspannungen und ohmschen Leitungsbelägen durchgeführt.
Sie ist mit der analytischen Beschreibung aus Gleichung 3.8 und Gleichung 3.9
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Abbildung 3.7: Ausnutzungsfaktor u in Abhängigkeit von ζ und χ bei
f0 = 40kHz (simuliert mit MATLAB Simulink)
übereinstimmend verglichen worden. Es zeigt sich, dass für sehr kleine Spannungs-
teilerverhältnisse der Einfluss des Stromteilers stark abnimmt. Das kann auf die
Verminderung des Einflusses der Induktivitäten auf die Stromverteilung zurückge-
führt werden. Für Spannungsteiler, deren Ersatzimpedanz L|| weniger als 1‰der
gesamten Pulskreisinduktivität ausmacht, dominieren die ohmschen Teilerverhält-
nisse und die Schleusenspannungen der Halbleiter hingegen zunehmend. Aufgrund
der sich durch die Gleichstrombelastung gegensätzlich verhaltenden Spannungs-
gradienten zwischen Dioden-Zweig und GCT-Zweig führt dies allgemein zu einer
Erhöhung des Ausnutzungsfaktors. Dies sollte demnach gerade rückwärtsleitende
RC-IGCTs begünstigen, die sich aufgrund ihrer Kompaktheit durch sehr kleine
Induktivitätswerte gegenüber extern angeschlossenen Dioden auszeichnen. Gene-
rell ist festzuhalten, dass ein geringer Wert für χ und ζ gleichermaßen günstig für
einen hohen Ausnutzungsfaktor ist.
3.2.1.3 Stromtragfähigkeit
Nachdem wesentliche Einflussfaktoren zur Erfüllung der gegenstromgestützten Ab-
schaltung behandelt wurden, ist weiterhin zu klären, welches Potential das Prinzip
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unter Einsatz heute verfügbarer Komponenten aufweist. Als elementar kann hier-
bei die zulässige Sperrschichttemperatur gesehen werden. Diese darf beim IGCT
125 ◦C nicht übersteigen. Somit ist diese ein notwendiges Kriterium für die Cha-
rakterisierung des maximalen Abschaltvermögens.
Tabelle 3.2: Szenarien für die in Abbildung 3.8 dargestellten Kurven
Parameter Szenario A Szenario B Szenario C
θamb 25 ◦C 25 ◦C 25 ◦C
I0 2 kA 2 kA 8 kA
di/dt 3,5 kAms−1 6,5 kAms−1 3,5 kAms−1
Zur Modellierung der Sperrschichttemperatur im transienten Belastungsfall ist das
Foster-Modell auf Basis der im Datenblatt angegebenen thermischen Ersatzimpe-
danz normalerweise ungeeignet. Dies hängt mit dem unberücksichtigten Antwort-
verhalten der an die Umgebung abgegebenen Wärmeleistung zusammen. Aller-
dings kann mit der in [41] beschriebenen Methode dieses Problem umgangen und
gemäß der darin durchgeführten Verifikation eine hinreichend genaue Nachbildung
des Verhaltens erzeugt werden. Mit den in Tabelle 3.2 gegebenen Szenarien wurde
die Sperrschichttemperatur des IGCT 5SHY55L4500 entsprechend den Angaben
in dessen Datenblatt [13] simuliert.
Die Ergebnisse in Abbildung 3.8 zeigen, dass für keines der drei Szenarien ein
Temperaturhub von mehr als 20K innerhalb der ersten 2ms erzeugt wird. Szena-
rio A, welches in seiner Art mit der in [29] exemplarisch dargelegten Stromkurve
übereinstimmt, zeigt erwartungsgemäß den moderatesten Temperaturanstieg. Die
anderen beiden Kurven beschreiben mögliche Abwandlungen, die beispielsweise
durch einen höheren, initialen Lastfluss oder kleinere Strombegrenzungsdrosseln
zu Stande kämen. Beide lassen trotz der deutlich ausgeprägteren Stresssituation
die Zulässigkeit einer als typisch ansehbaren Belastungsdauer erwarten. Die dabei
zu Grunde gelegten Stromkurven stellen eine Abschätzung nach oben dar und
dürften in einem konkreten System im statistischen Mittel teils deutlich geringer
ausfallen und so einen begünstigenden Effekt auf die Lebensdauer haben.
3.2.1.4 Spannungsbelastung
Zuletzt soll untersucht werden, welche Spannungsbelastungen an den Komponen-
ten aufgrund des hochfrequenten Stroms allgemein zu erwarten sind und wie sich
gegebenenfalls eine Serienschaltung im Falle einer Spannungskaskadierung verhal-
ten würde. Hierfür wird das Modell aus Abbildung 3.6 erweitert. Die Anordnung
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Abbildung 3.8: Untersuchung der Stromtragfähigkeit durch Abbildung des
thermischen Halbleiterverhaltens
(a) Simulation der Sperrschichttemperatur des GCT
5SHY55L4500 mit erweitertem Foster-Modell [41]
(b) zugrunde gelegte Stromverläufe
wird nach Abbildung 3.9 mit RC-Snubber (C = 200 nF, R = 1Ω) und ohmschen
Steuerungselementen ausgestattet. Bezüglich der Isolationskoordination wird bei
einer 25 kV - Zelle eine transiente Schaltspannungsbelastung von 40 kV angenom-
men. Um eine vergleichbare Sicherheitsmarge wie in [29] zu erzielen wird diese zur
Auslegung mit dem Faktor k = 4/3 multipliziert. Dies resultiert in einer Stückzahl
von 13 Halbleitern. Ein mögliches Optimierungspotential bleibt an dieser Stelle
unberücksichtigt, da konkrete Einflüsse in der Schaltungssimulation nicht mehr
aussagekräftig abgebildet werden können. Hier spielt neben Signallaufzeiten mit
resultierendem Jitter in der Abschaltung vorallem die Grenze zur Nachbildung
eines Abschaltvorgangs eine wesentliche Rolle.
Bisher wurde beschrieben, wie sich der Ausnutzungsfaktor zusammensetzt. Da-
zu ist das Halbleiterverhalten durch seine stationär gültige Durchlasskennlinie
über Schleusenspannung und ohmschen Widerstand angenähert worden. Dies ist
nicht nur für die Auslegung des Pulskreises hilfreich, sondern erlaubt gleichzei-
tig die Bestimmung einer unteren Grenze für die Spannungsbelastung des GCT
in Rückwärtsrichtung. Tatsächlich wird dabei jedoch ein den Gegenstrom wesent-
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Abbildung 3.9: Modell der 25 kV-Schaltzelle mit 40 kV
Schaltspannungsbelastung
lich beeinflussender Halbleitereffekt vernachlässigt. Der bereits erwähnte Forward-
Recovery-Effekt der antiparallel zum GCT angeordneten Siliziumdiode erzeugt ei-
ne vom Stromanstieg abhängige Spannung [58]. Vergleichbar einer Induktivität
wird beim Aufbau des Stromes eine Spannung über der Diode generiert. Diese
wiederum korrekt nachzubilden erfordert genaue Kenntnisse über halbleiterphysi-
kalische Prozesse und führt schnell zu den bereits angeführten Schwierigkeiten in
Bezug auf die Modellierung des Schaltverhaltens innerhalb einer Simulationsum-
gebung.
Ein in [11] beschriebener Ansatz nutzt für den Reverse-Recovery-Effekt und den
Forward-Recovery-Effekt gleichermaßen eine Parameterextraktion auf Basis zu-
gänglicher Daten. Während die Modellierung des Reverse-Recovery-Effekts zu-
verlässig funktioniert und auch Eingang in kommerzielle Software gefunden hat,
konnte der Forward-Recovery-Effekt im Rahmen dieser Arbeit nicht mit gängigen
Solvern stabilisiert werden. Um dennoch eine qualitative Einschätzung zu dessen
Auswirkungen zu erhalten, wurde die in Abbildung 3.10a dargestellte vereinfachte
Kurvenform gewählt. Diese kann in einem Modell entsprechend Abbildung 3.10b
durch zwei unterschiedlich besetzte Tiefpass-Glieder erster Ordnung nachgebildet
werden und erfasst so in groben Zügen die Auswirkungen des Einschaltvorgangs
der Diode. Aus Gründen der numerischen Stabilität wurde das Modell in Abbil-
dung 3.9 nur durch zwei Schalteinheiten wie dargestellt nachgebildet. Dazu wurden
Impedanz- und Komponentenparameter so eingestellt, dass sich bezogen auf die
Pulsstromeinprägung eine Serienschaltung aus den genannten 13 Halbleiterschal-
tern ergibt, wobei der obere Schalter zwölf Einheiten entspricht und der darunter
liegende genau einer. Die entsprechenden Spannungen und Ströme wurden darauf-
hin am unteren Schalter betrachtet.
So wird eine qualitative Einschätzung der Problematik ermöglicht, wobei die
Genauigkeit wesentlich von der zur Verfügung stehenden Datenlage abhängt. Für
eine erste Annäherung an die Problematik wurde auf Parameter aus [12] zurückge-
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Abbildung 3.10: Modellierung des Forward-Recovery Effekts der Diode zum
antiparallelen GCT
(a) Schematischer Kurvenverlauf [58]
(b) Impementierungsansatz für die Schaltungssimulation
griffen. Diese sind für eine Sperrschichttemperatur von 125 ◦C angegeben, welche
deutlich höher ist als in der Praxis zu vermuten. Da eine geringere Temperatur
den Forward-Recovery-Effekt nach [58] abschwächt, stellen die simulierten Belas-
tungen eine Orientierungshilfe für die Obergrenze dar.
Als besonders kritischen Fall anzusehen ist die gegenstromgestützte Abschaltung
wenig oberhalb der natürlichen Abschaltgrenze des GCT, das heißt der abzuschal-
tende Strom ist nur wenig größer als ITGQM. In diesem Fall kann auf die Gegen-
stromeinprägung nicht mehr verzichtet werden, andererseits kann die Pulsstrom-
amplitude durch den gegebenen Aufbau des Pulskreises mit CP und LP nicht
verringert werden. Damit fließt ein Großteil des Pulsstromes durch die Diode.
Die sich ergebenden negativen Spannungen am GCT sind in Abbildung 3.11 für
variierende χ und ζ dargestellt. Als akzeptable (transiente) Rückwärtsbelastung
kann die übliche Kommutierung innerhalb eines Umrichters für die Beurteilung
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Abbildung 3.11: Spannungsbelastung eines einzelnen GCT innerhalb einer
25 kV Schaltzelle bei fester Resonanzfrequenz
(ib(t0) = 4,5 kA, f0 = 40 kHz, LP ≈ 3,1 µH und CP = 5,1 µF)
(a) variables χ (ζ = 2,5 · 10−4)
(b) variables ζ (χ = 0,1 und χ = 0,5)
heran gezogen werden. Dabei treten durch die GCT Abschaltung im Diodenteil
des RC-IGCT laststromabhängige Stromsteilheiten auf. Durch die Abschaltzeit
von circa einer Mikrosekunde dürfte eine Stromanstiegssteilheit von 3 kAµs−1 im
üblichen Betriebsbereich des Umrichters liegen. Dies entspricht für den rückwärts-
leitenden RC-IGCT 5SHX 26L4520 gemäß dem Datenblatt bei angebener Sperr-
schichttemperatur von 125 ◦C gerade 250V. Dieser Umstand wird in der vorlie-
genden Simulation über einen weiten Bereich hinweg eingehalten. Dennoch ist die
vorliegende Kurzzeitbelastung gemessen an der statischen Durchbruchspannung
in Rückwärtsrichtung erheblich. Dabei bleibt die Frage offen, welchen Einfluss
die wiederkehrenden transienten Belastungen durch Rückwärtsspannungsspitzen
konkret auf die Lebensdauer des GCT haben.
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3.2.2 Verhalten auf Schalter-Ebene
Der Abschaltvorgang kann unterteilt werden in die Kommutierung zwischen dem
Hilfsschalter SAB und dem Hauptschalter SMB unter Berücksichtung der kriti-
schen Stromanstiegssteilheit (diT/dt)cr mit Hilfe von Gleichung 2.1, sowie den
Kommutierungsvorgang zwischen Hauptschalter SMB und den Ableitern. Letzte-
rer führt zur eigentlichen Abschaltung mit sich anschließender Klärungsphase, also
der Stromreduktion mit einhergehendem Abbau magnetischer Feldenergie. Dazu
muss die Spannung über dem Hauptschalter die Ansprechspannung der Absorber
erreichen. Dies ist nur durch eine ausreichende Sperrspannung der in Reihe ge-
schalteten IGCTs und eine notwendigerweise homogene Spannungsaufteilung auf
die einzelnen Elemente möglich. Zur Realisierung von Abschaltströmen jenseits
der konventionellen IGCT-Spezifikation ITGQM ist außerdem die integrierte Ge-
genstromeinprägung notwendig.
Tabelle 3.3: Annahmen für die Simulation der Unterbrechung durch den
Hauptschalter
Parameter Wert Beschreibung
N 21 Zahl der kaskadierten Schaltzellen
Udc 500 kV Bemessungsspannung des Systems
A1 750 kV positiver Schutzpegel
A2 40 kV negativer Schutzpegel
Ldc1, Ldc2 50mH Drossel
R2 4Ω Pulswiderstand ausgelegt zu A2 bei
Ib
Lσ 15 µH Kommutierungsinduktivität
CLCS 10 µF Snubberkapazität der Kommutie-
rungseinheit
∆tFD < 2ms [62] Öffnungszeit des schnellen Trenners
CP 5,1 µF Kapazität des Pulskreises
RP 1,3Ω Widerstand des Pulskreises
LP 3,1 µH Induktivität des Pulskreises
max(diP/dt) ≈ 7,5 kAµs−1 Maximales di/dt des Pulsstroms
∆tc 90 µs Schonzeit des Pulsschalters SP
∆tSp(off) 0,6 · ∆tc Freiwerdezeit des Pulsschalters SP
RC 5 kΩ Ladewiderstand in der Schaltzelle
RC2 10 kΩ Ladewiderstand auf Udc ausgelegt
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Dominanter Strompfad Schalterzustände
Stufe 1: Gegenstromeinprägung (SP geschlossen)
Stufe 2: Unterbrechung (Sx+SN offen)
Stufe 3: Zwischenstufe I (RS ≫ RC ≫ ZP)
Stufe 4: Zwischenstufe II (SP offen)
Stufe 5: Laden (S1 offen / SN geschlossen)
Abbildung 3.12: Schaltsequenz des Hauptschalters
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Abbildung 3.13: Simulation einer Schaltsequenz des Hauptschalters (Teil 1)
(a) Strom in SMB und Schaltzellenschaltern Sx
(b) Strom iinj durch Einschalter SP
(c) Spannung über dem Hilfsschalter SAB
(d) Spannung der Pulskondensatoren
Der gegenstromgestützte Abschaltvorgang der Topologie gemäß Abbildung 3.2 un-
terteilt sich dabei in fünf Schaltphasen, deren dominante Strompfade innerhalb des
Schalters, sowie die dazugehörigen Steuersignale in Abbildung 3.12 in chronologi-
scher Reihenfolge dargestellt sind. Für die dazugehörige Simulation in Abbildung
3.13 und Abbildung 3.14 sind die Parameter in Tabelle 3.3 angenommen worden.
Die Schaltphasen ergeben sich dabei wie folgt:
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Abbildung 3.14: Simulation einer Schaltsequenz des Hauptschalters (Teil 2)
(a) Spannung der Schaltzellenschalter Sx mit x ∈ [2,N ]
(b) Spannung des ersten Schaltzellenschalters S1
(c) Spannung über dem Diode DN
(d) Ladeströme der Pulskondensatoren
- Stufe 1: Die Bedingung zur Einleitung des Abschaltvorganges ist die Wieder-
erlangung der vollen Spannungsfestigkeit des schnellen Trenners SFD nach
dem Öffnen. Sobald dieses Kriterium erfüllt ist, beginnt der Unterbrechungs-
vorgang mit dem Schließen der Schalter SP. Dadurch wird der Resonanzkreis
gebildet, welcher den notwendigen Gegenstrom erzeugt. Er ist charakterisier-
bar durch die dominierende Impedanz ZP bestehend aus einem ohmschen
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Anteil RP und einem induktiven Anteil LP. Die Energie zur Erzeugung des
Gegenstromes wird durch den vorgeladenen Pulskondensator CP bereitge-
stellt. Der quasi-sinusförmige Pulsstrom reduziert durch Superposition tem-
porär den Abschaltstrom und damit die Belastung des IGCT, sodass ein
Öffnen möglich wird. Dies ist den Abbildungen 3.13a und 3.13b zu entneh-
men. Während eines engen Zeitfensters innerhalb dessen der Strom in den
Schaltern Sx mit x ∈ [2, N ] auf Werte innerhalb der SOA reduziert bleibt,
muss die Abschaltung stattfinden. Gegebenenfalls kann zur Erreichung des
optimalen Schaltzeitpunkts eine Vorsteuerung des GCT Treibers notwendig
sein. Das zulässige Zeitfenster ergibt sich dabei aus abzuschaltendem Strom,
Pulsstrom und Resonanzfrequenz des Pulskreises wie in Kapitel 3.2.1.1 be-
schrieben.
- Stufe 2: Nach erfolgter Abschaltung kommutiert ein gegebenenfalls vorhan-
dener Reststrom aus den IGCT-Schaltern Sx mit x ∈ [2, N ] in die Puls-
kondensatoren, wie in Abbildung 3.12 gezeigt. Dabei muss die wirksame
Induktivität beachtet werden um eine Zerstörung des IGCT in Folge einer
Spannungsüberhöhung zu vermeiden. Im einfachsten Fall entspricht diese
Induktivität gerade LP. Grund für den definierten Strompfad ist ein Steue-
rungseffekt, der auf unterschiedlichen Leitfähigkeiten in der Anordnung zu-
rückzuführen ist. Der Widerstand RC ist deutlich größer als die Pulskreis-
impedanz und kann hier als Unterbrechung betrachtet werden. So wird der
Pulskondensator weiter in Rückwärtsrichtung geladen. Er definiert über sei-
nen linearen Spannungsanstieg eine homogene Spannungsverteilung über die
einzelnen Stufen und trägt so zum kontrollierten Aufbau der Schaltspannung
bei. Im gewählten Beispiel sinkt die Spannung über den Kondensatoren auf
ca. −40 kV wie in Abbildung 3.13d gezeigt. Die Steilheit der resultierenden
Schaltspannung, gezeigt in Form von uAB in Abbildung 3.13c, kann mit
Gleichung 3.13 als die summierte Spannungssteilheit der Einzelkondensato-
ren abgeschätzt werden.
N∑
n=2
(duC,n/dt) =
N∑
n=2
− ib(t1)
CP,n
= −(N − 1) ib(t1)
CP
(3.13)
Sobald die Summenspannung der Kondensatoren die Ableiterschutzspannung
erreicht, kommutiert der Strom erneut und wird nun entsprechend der er-
zeugten Gegenspannung reduziert, das heißt die Stromreduktionsphase im
Übertragungssystem beginnt. Im vorliegenden Beispiel ist der Kommutie-
rungsvorgang nach etwa 25 µs abgeschlossen und ist ebenfalls von der Streuin-
duktivität Lσ, sowie dem nahezu unveränderten Strom ib und der Gesamt-
kapazität der Kondensatoren abhängig. Der Schalter S1 selbst nimmt nicht
an dem Unterbrechungsvorgang teil, da dieser nicht über den nötigen Re-
sonanzkreis verfügt, er wird erst während des Ladevorganges benötigt und
kann bei der Dimensionierung entsprechend angepasst werden.
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- Stufe 3: Im Übergang zu Stufe 3, also mit der Kommutierung des Abschalt-
stroms in die Ableiter, wechselt der dominante Strompfad und die im Ver-
gleich zu ib sehr geringen Umladevorgänge gewinnen an Relevanz. Im Verlauf
des Übergangs beginnt ein unausgeglichener Ladestrom gemäß Abbildung
3.14d über die Ladewiderstände RC zu fließen. Dieser umgeht den Konden-
sator der ersten Schaltzelle. Ergänzend findet eine Entladung aller Konden-
satoren über die Rückwärtsdioden der IGCT-Schalter Sx mit x ∈ [1, N − 1]
statt. Der Strom iC,1, der in der in Abbildung 3.12 markierten Masche der
ersten Stufe fließt, wird durch die Ladespannung des Kondensators und den
Ladewiderstand RC bestimmt. Die übrigen Ströme iC,y ∈ [2,N ] ergeben sich
neben der Kondensatorentladung ergänzend aus dem parasitären Ladekreis.
Sofern unter Berücksichtigung des Blockierwiderstands RS des IGCT der Zu-
sammenhang entsprechend Gleichung 3.14 gilt, können diese nach Gleichung
3.15 abgeschätzt werden.
ZP ≪ RC ≪ RS (3.14)
iC,y ≈ max(|uAB|) + (N − 2) ·max(|uC,n|)
(N − 1,5) ·RC ;n ∈ [2,N − 1] (3.15)
Sofern der Schalter SP durch einen Thyristor oder eine Schaltfunkenstrecke
realisiert wird, erfordert dieser die Einhaltung der Schonzeit zur Rückgewin-
nung seiner Sperrfähigkeit. Hierfür kann der Schalter SC genutzt werden.
Er verfügt über einen vergleichsweise geringen Bemessungsstrom und dient
ausschließlich dem Unterbrechen von Streuströmen wie sie durch Parameter-
streuungen möglicherweise entstehen können. Für die Dauer der Schonzeit,
also die Freiwerdezeit mit einem Sicherheitsfaktor beaufschlagt, bleibt SC
offen und kann anschließend wieder geschlossen werden. Damit geht der
Schalter SP in den Sperrzustand über. Im vorliegenden Szenario sind die
Ladeströme zu jedem Zeitpunkt deutlich geringer als 20A. Damit kann der
Schalter SC vergleichsweise klein gehalten werden.
- Stufe 4: Mit Übergang zu Stufe 4 ist der Strom ib vollständig in die Ablei-
ter kommutiert und die Pulsschalter SP haben ihre Vorwärtssperrfähigkeit
zurückerlangt. Als letzter Schritt ist nun ein Übergang in den finalen und
dauerhaft vorliegenden Ladezustand notwendig. Zwar wird mit dem Lade-
vorgang bereits zuvor begonnen, allerdings ohne den Kondensator der ersten
Stufe zu berücksichtigen. Dieser ist noch gebrückt und könnte bei einem er-
neuten Abschaltvorgang zunächst nicht eingesetzt werden.
Die N-te Schaltzelle verfügt über eine zusätzliche Diode DN und einen La-
dewiderstand der gerade halb so groß ist wie die übrigen. Durch die invers
geladenen Kondensatoren entspricht die treibende Spannung etwa der dop-
pelten Systemspannung. Daher ist der Ladestrom erhöht. Wegen des Feh-
lens eines Kondensators in der N-ten Schaltzelle würde sich die Spannungs-
belastung über SN gegenüber den anderen Schaltern verdoppeln. Um eine
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aufwändige Anpassung der Bemessungsspannung zu vermeiden, wird statt-
dessen der Widerstand halbiert. Die zusätzliche Diode verhindert wiederum
eine unkontrollierte Entladung des Kondensators der vorletzten Stufe, wenn
SN geschlossen wird. Dies geschieht nach dem stromlosen Öffnen von S1 und
führt zur Herstellung des (ruhenden) Ausgangsschaltzustands in Form der
fünften Stufe.
- Stufe 5: Die fünfte Stufe entspricht gleichzeitig dem Ausgangszustand vor
Einleitung eines Abschaltvorganges. Der Schalter ist offen und die Konden-
satoren werden über den dominanten Strompfad passiv geladen. Durch den
äußeren Aufbau wird der Hauptschalter, wie Abbildung 3.15 zu entnehmen
ist, vom System versorgt. Innerhalb des Hauptschalters wird ein Ladepfad
über die Widerstände RC und die Pulskondensatoren hergestellt. Nach au-
ßen ergibt sich über die Gleichrichterdioden und die Drosseln hinweg eine
Verbindung zur Systemspannung als Quelle. Deren Kreis schließt sich wie-
der über Erde oder metallischem Rückleiter, sowie über die Widerstände R2
und RC2.
SAB
SMB
idc1 idc2
A2
A1
udc1 udc2ubr1 ubr2
RC2
R2
Abbildung 3.15: Passiver Ladekreis über udc1 und/oder udc2 durch das System
versorgt
Der kommulierte Ladewiderstand RC1 des Hauptschalters ergibt sich nach
Gleichung 3.16.
RC1 =
N∑
n=1
RC,n = (N − 1) · RC + 0,5 · RC = (N − 0,5) ·RC (3.16)
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Das resultierende Ladeverhalten kann dann durch einen RC-Tiefpass angenä-
hert werden und resultiert in einer Ladedauer ∆tC entsprechend Gleichung
3.17.
∆tC (95%) = 3 · τC = 3 · Cp
N − 1 (RC1 +RC2 +R2) (3.17)
Wesentlich bei der Auslegung des kommulierten Ladewiderstands RC1 ist
der Kompromiss aus einer akkuraten Entkopplung von Lade- und Entlade-
pfad und gleichzeitig geringer Ladedauer ∆tC für eine schnelle Wiederher-
stellung der Einsatzbereitschaft nach einem Auslösevorgang. Die Ladedauer
im vorgestellten Szenario beträgt, wie Abbildung 3.16 zu entnehmen ist,
circa 80ms. Diese kann mit Rücksicht auf die bereits in Kapitel 1.1.2 disku-
tierte Regenerationsdauer bei Luftstreckenisolation sehr wahrscheinlich als
akzeptabel angenommen werden.
Als Teil des Entkopplungsproblems zu betrachten ist weiterhin eine Entla-
dung der Pulskondensatoren, die auftritt wenn der Hauptschalter leitet. In
dieser Zeit bildet sich ein Stromkreis über die Kapazitäten CP und Lade-
widerstände RC sowie über den geschlossenen Schalter der jeweiligen Stu-
fe aus. Diese vergleichsweise kurze Dauer ∆t ist wiederum wesentlich be-
stimmt durch die Öffnungszeit des schnellen Trenners. Der damit verbunde-
ne Ladespannungsabfall kann mit Gleichung 3.18 für weitere Betrachtungen
bestimmt und die Konformität mit den Bedingungen an eine korrekte Ab-
schaltung geprüft werden.
∆uC = uC ·
[
1− exp
(
− ∆t
RCCP
)]
(3.18)
Abbildung 3.16: Simulation des Ladevorgangs einzelner Pulskondensatoren
nach einer Abschaltung
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3.2.3 Verhalten auf System-Ebene
Hochspannungsgleichstromleistungsschalter haben die Aufgabe Fehler schnell und
zuverlässig zu unterbrechen. Dabei sollen Rückwirkungen auf das System zu Las-
ten des Weiterbetriebs vermieden werden. Ein ausgeprägtes Schwingungsverhalten,
ausgelöst durch einen Schaltvorgang, kann grundsätzlich dazu geeignet sein, eine
Schutzabschaltung der Konverter oder kritische Überspannungen im Isolationssys-
tem zu verursachen. Beides ist wegen des zu erwartenden Übertragungsleistungs-
ausfalls und möglicher Sekundärschäden problematisch.
Interne Kommutierungsvorgänge vor dem Aufbau der Schaltspannung können
durch eingesetzte Drosseln in der Regel ausreichend vom äußeren System ent-
koppelt werden. Sie führen daher nicht zu relevanten Störern. Anders verhält
es sich nach dem Unterbrechungsvorgang, wenn der Strom durch die anliegende
Schaltspannung in die Ableiter kommutiert. Dabei beeinflussen deren Art und Pa-
rametrierung das System ebenso wesentlich, wie die gewählte Anordnung und der
möglicherweise vorhandene Erdbezug. Hinzu kommen noch statistisch variierende
Fehlerorte mit charakteristischen Fehlerimpedanzen und komplexen Wanderwel-
lenphänomenen. Die Auslegung einer angepassten Isolationskoordination wie auch
die Wahl des Regelschemas und die Einstellung der entsprechenden Reglerpara-
meter in den Konvertern erfordert die Kenntnis über individuelle Komponenten-
spezifikationen und ein umfangreiches Systemverständnis. Im Folgenden soll ein
auf den Schaltvorgang bezogener Überblick zum grundsätzlichen Systemverhalten
gegeben werden, wobei Teilaspekte herausgegriffen und bewertet werden.
Die Ausgangsfragestellung für die Untersuchungen in diesem konkreten Anwen-
dungsfall, wie auch allgemein für die Realisierung der Energieabsorption, ist die
Anordnung der eingesetzten Ableiter. Im vorliegenden Fall besteht die Möglich-
keit den eingehenden vom ausgehenden Fehlerstrom gesondert zu behandeln. Die
Diodenbeschaltung nach Abbildung 3.1 gibt eine Richtung vor und erlaubt so
statt einer reinen Parallelschaltung weitere Konfigurationsmöglichkeiten. In Ab-
bildung 3.17 sind die zwei Varianten jeweils für ihren Einsatz am positiven und
negativen Pol einer Übertragungsstrecke dargestellt. In Konfiguration A ist ein
Erdbezug unmittelbar an der Klemme des Hauptschalters über einen spannungs-
begrenzenden Metalloxidableiter A1 gegeben. Die Polaritätsumkehr ist anforde-
rungsspezifisch über die Ableiter A2 und R2 einstellbar. In Konfiguration B findet
sich lediglich ein dem Hauptschalter parallel angeordneter Überspannungsablei-
ter, der idealerweise die gesamte Energie des Fehlerkreises aufnehmen soll. Neben
der internen Absorberanordnung, sind weitere Ableiter zur Isolationskoordinati-
on vorgesehen. Diese verfügen über eine geringe Energieaufnahmefähigkeit und
sollten daher so ausgelegt sein, dass Schalthandlungen diese gegenüber schalter-
internen Elementen nur unterdurchschnittlich belasten. Das für die Evaluierung
zugrunde gelegte Übertragungssystem mit ±500 kV ist als MTS mit drei MM-
Cs in Form von symmetrischen Monopolen aufgebaut. Entsprechend Abbildung
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Absorberkonfiguration A Absorberkonfiguration B
positiver Pol positiver Pol
negativer Pol negativer Pol
Ldc1
Ldc1
Ldc1
Ldc1
Ldc2
Ldc2
Ldc2
Ldc2
A2
A2 A1
A1
A1
A1
udc1,p udc1,p
udc1,n udc1,n
udc2,p udc2,p
udc2,n udc2,n
RC2
RC2RC2
RC2
R2
R2
Abbildung 3.17: Varianten der Ableiterkonfiguration für den behandelten
Ansatz für positiven und negativen Pol
3.18 führt ein Gabelpunkt 100 km von MMC1 entfernt zu MMC2 und MMC3.
Die Übertragungsleitung ist mit dem Bergeron-Modell nachgebildet. Ein bipolar
aufgebauter HGÜ-Leistungsschalter ermöglicht die Aufteilung des MTS mit be-
stehenbleibender Punkt-zu-Punkt-Verbindung zwischen MMC1 und MMC3. Die
Enden der Übertragungsleitungen sind mit Überspannungsableitern ausgestattet.
Deren Schutzpegel liegt bei 750 kV gegen Erde. Der Schalter kann entsprechend
Abbildung 3.17 durch den Wechsel der Ableiterkonfiguration und drehen der Di-
oden für den negativen Pol adaptiert werden. Dabei sollen zwei Szenarien gemäß
den Ableiterkonfigurationen A und B untersucht werden. In der zugrunde gelegten
Betriebssituation wird eine Leistung von 2GW von MMC2 aufgenommen. Nach
10ms tritt 100 km hinter dem Gabelpunkt ein positiver Pol-zu-Erde Fehler auf,
der durch Schließen von Schalter SF eingeleitet wird.
Die Genauigkeit der Ergebnisse ist aufgrund des einfachen Modells nur für eine
qualitative Aussage geeignet. Die Modellierung der Leitung mit dem Bergeron-
-Modell sorgt für eine eingeschränkte Impedanznachbildung im Frequenzbereich.
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100 km
400 km
100 km 300 km
+
++
-
--
MMC3
MMC1 MMC2HGÜ LS
SF
2n1n
1p 2p
Abbildung 3.18: Schematische Darstellung des HGÜ MTS Modells bestehend
aus drei symmetrischen Monopolen, bipolarem
HGÜ-Leistungsschalter und positivem P2G - Fehler
Die Frequenzabhängigkeit des Leitungsbelags wird vernachlässigt.
Die Ergebnisse der Simulation sind in Abbildung 3.19 dargestellt. Mit Eintreffen
der ersten Wanderwelle am Schalter beginnt der Strom zu steigen, gleichzeitig
tritt bei udc2,p für beide Szenarien ein initialer Spannungssprung auf, der eine Be-
lastung von −300 kV verursacht. Dies ist auf die kapazitive Entladung des Kabels
zurückzuführen. Die einlaufende Wanderwelle wird reflektiert und durch die als
Unterbrechung wirkende Drossel verdoppelt. Während die Spannung im weiteren
Verlauf für Konfiguration A begrenzt wird, sinkt die Spannung für B auf bis zu
−410 kV, kurzzeitig sogar bis zu −499 kV, mit entsprechender Belastung der Iso-
lation ab. Bedingt durch die entkoppelte Stromreduktion ist, wie sich dem Strom
idc1,p entnehmen lässt, das gesunde Teilsystem außerdem schneller vom Fehler ab-
getrennt. Eine durchschnittlich verringerte rückwärtige Spannungsbelastung darf
angenommen werden.
3.3 Experimentelle Validierung des Schaltprinzips
Der Ansatz der Gegenstromeinprägung entspringt dem Prinzip einer zwangskom-
mutierten Thyristorabschaltung. Wie sich die Wirkungsweise von dieser unter-
scheidet ist in Kapitel 3.2.1 ausführlich dargelegt worden. Es ist jedoch nicht ge-
klärt, inwieweit die daraus extrahierten Rahmenbedingungen tatsächlich wirksam
sind oder welchen Einfluss der hochfrequente Gegenstrom auf ein reales System
hat. Dies soll auf Basis einer experimenteller Untersuchung beantwortet werden.
Hierfür wurde ein Versuchsaufbau realisiert, der die Abschaltung eines IGCT unter
Nachbildung plausibler Belastungssituationen ermöglicht. Im Fall eines positiven
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Abbildung 3.19: Simulation des HGÜ Übertragungssystemfehlers aus
Abbildung 3.18 mit Fehlerzeitpunkt tF = 10ms und Öffnen
des HGÜ LS bei tb = 13,7ms
(a) Klemmenströme des HGÜ LS
(b) Schaltspannungen des bipolaren HGÜ LS gegen Erde
(c) Klemmenspannungen des pos. Pols des HGÜ LS
(d) Klemmenspannungen des neg. Pols des HGÜ LS
Testresultats ist der Nachweis der prinzipiellen Funktionsfähigkeit des Konzepts
erbracht. Nicht Gegenstand dieser Arbeit sind die Bestimmung der Leistungsgren-
zen sowie Lebensdauerbetrachtungen.
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3.3.1 Aufbau des Versuchsstands
Für den Aufbau des Versuchsstands ist zunächst die Frage nach dem zu wählen-
den Prüfverfahren zu stellen. Es gilt eine sichere Umgebung zu schaffen, die für
einen rampenförmigen Strom variabler Steilheit und Dauer eine Abschaltung er-
möglicht und dabei auftretende Schaltspannungen berücksichtigt. Diese müssen
definiert und einstellbar sein, sodass ein realitätsnaher Belastungstest zustande
kommen kann. Die Beschreibung der Funktionsweise, die Realisierung zentraler
Komponenten sowie Durchführung und Ergebnisse sollen im Folgenden dargelegt
werden.
3.3.1.1 Konzept des Versuchskreises
Traditionelle Prüfverfahren für Leistungsschalter nutzen unter anderem zwei eta-
blierte Methoden: den niederfrequenten Schwingkreis und die besonders bei Hoch-
spannungsleistungsschaltern eingesetzte Weil-Dopke-Schaltung [59]. Desweiteren
gibt es verschiedene Abwandlungen dieser Grundtypen. Bezüglich des niederfre-
quenten Schwingkreises wurde als Abwandlung von einer rein sinusförmigen Ein-
prägung zur Erzeugung eines Quasi-Gleichstroms ein Kettenleiter entwickelt, bei
dem es sich um eine Serienschaltung von Resonanzkreisen unterschiedlicher Fre-
quenz handelt. Durch konstruktive Überlagerung wird dabei ein Rechteckstoß-
strom erzeugt [36]. Eine weitere Methode, speziell für mechanische HGÜ-Leist-
ungsschalter mit passivem Resonanzkreis wurde als Variante der Weil-Dopke-
Schaltung in [60] vorgestellt.
Die Höhe der kapazitiv gespeicherten Energiemenge stellt bei Einsatz eines nieder-
frequenten Schwingkreises oder einer seiner Varianten ein zentrales Auslegungskri-
terium dar. Im vorliegenden Fall ist die Umsetzung vor allem wegen der fehlenden
Kondensatorbank und den dafür notwendigen Räumlichkeiten nicht möglich. Dem-
gegenüber stellt besonders die abgewandelte Weil-Dopke-Schaltung für mechani-
sche HGÜ-Leistungsschalter in [60] eine Alternative dar. Diese sieht eine Versor-
gung über einen Transformator mit angeschlossenem Gleichrichter vor. Die daraus
erzeugte Gleichstromquelle wird über Drosseln vom Prüfkreis entkoppelt, wobei
zusätzlich ein über eine Funkenstrecke angeschlossener Pulskreis zur Einprägung
des simulierten Fehlerstroms existiert. Der DC Schalter wird zunächst mit dem
erzeugten Gleichstrom beaufschlagt bis die Funkenstrecke zündet. Dabei findet
zeitgleich eine Umkommutierung des Gleichstroms statt. Der Pulskreis soll nun
eine für den Prüfling typische Schaltbelastung nachbilden bis der Vorgang beendet
ist. Durch die gegenüber einem reinen Schwingkreis höhere Resonanzfrequenz ist
eine Verkleinerung der Kondensatorbank zu erwarten. Grundsätzlich sind verschie-
dene Last-, Überlast- und Kurzschlussszenarien möglich und auch kombinierbar.
Die im System gespeicherte Energie ist größtenteils induktiv und sorgt im Falle
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eines Kurzschlusses für einen definierten Stromanstieg. Die Energiezufuhr kann
dabei über wechselstromseitige Leistungsschalter und Sicherungen zuverlässig un-
terbrochen werden. Zusätzlich ist die Infrastruktur im Rahmen dieser Arbeit in
Form eines mittelspannungsseitig schaltbaren Hochstromtransformators variabler
Ausgangsspannung bereits gegeben.
Da sich die Charakteristik durch den Einsatz von Leistungselektronik an Stelle
von Vakuumschaltern allgemein und die hier vorgesehenen Spannungslevel durch
den Test eines Einzelelements im Speziellen von der Prüfsituation in [60] unter-
scheiden, sind Modifikationen erforderlich. Hierbei gilt es den Belastungen in einer
realen Umgebung möglichst nahe zu kommen. Die joulsche Erwärmung stellt für
die Leistungshalbleiter den anfänglich zentralen Stressfaktor dar. Dieser sollte
über die Stromkurve bis zur Abschaltung equivalent zu einem hybriden HGÜ-
Leistungsschalter nachempfunden werden. Dies kann unter Berücksichtigung der
zu erwartenden Strombelastungskurven eines Hauptschalters unmittelbar mit dem
Gleichstromkreis über die Wahl der Kreisinduktivität geschehen. Der dynamisch
ansteigende Strom bildet dabei anfänglich eine Rampenform nach.
Für die eigentliche Stromunterbrechung muss der geforderte Abschaltstrom durch
den Prüfling fließen. Die Rampe darf nicht zu flach ausfallen, wobei hier sowohl
die Kreisinduktivität als auch die treibende Spannung zur Konfiguration der Stell-
größe in Betracht kommen. Weiterhin müssen die Spannungstransienten adequat
nachgebildet werden. Da diese abseits der Ladung des Pulskondensators im ersten
Moment im Wesentlichen durch die Kommutierung von ib über die Pulskreisin-
duktivität in den Pulskondensator bestimmt wird, stellen sehr steile Spannungs-
transienten die erste zentrale Belastung dar, zumal diese unmittelbar nach dem
Ausräumen der Ladungsträger aus dem GCT auftritt und so als besonders kritisch
zu werten ist.
Die für die experimentelle Validierung zugrunde gelegte Schaltung ist in Abbil-
dung 3.20 gezeigt. Sie wird über das 20-kV-Mittelspannungsnetz versorgt. Der
Hochstromtransformator T lässt sich stufenweise auf die Ausgangsspannung ein-
stellen und kann durch einen mittelspannungsseitigen Leistungsschalter SAC ge-
schaltet werden. Ein Diodengleichrichter erzeugt den Gleichstrom. Dieser kann
über die Drosseln Ldc1, Ldc2 und den Hochstromwiderstand Rdc1 sowohl in Hin-
blick auf den erzeugbaren Maximalstrom als auch bezüglich der Dynamik einge-
stellt werden. Der eigentliche Prüfling schließt den Gleichstromkreis und öffnet ihn
im gewünschten Betriebspunkt auch wieder. Dazu sind eine Reihe von Überspan-
nungsableiter vorgesehen, die im Umfeld der Schalthandlung für eine realitätsnahe
Schaltspannungsnachbildung sorgen sollen. Gleichzeitig ist es deren Aufgabe, die
Schaltspannungen zu kontrollieren und eine Rückwirkung auf andere Komponen-
ten, insbesondere den Transformator, zu verhindern. Da im Zuge des Stromauf-
baus eine beträchtliche Energie in den Induktivitäten des Kreises gespeichert wird
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und die zulässigen Schutzpegel für die Ableiter niedrig gewählt werden sollen, ist
eine zusätzliche Ableitereinheit SOVP vorgesehen. Diese arbeitet aktiv und wird
nach einer präzise einstellbaren Verzögerungszeit eingeschaltet. Dabei bildet sich
gegenüber dem internen Absorber ein Bypass über RDC2 und entlastet den inter-
nen Absorber dadurch. Ziel ist es, die Energieaufnahme der Schalterkomponenten
zu verringern und so den alterungsbedingten Austausch hinauszuzögern.
3.3.1.2 Komponenten der Prüfumgebung
Der Versuchsstand soll eine sichere und zuverlässige Prüfumgebung schaffen, die
auch eine adequate Behandlung von fehlerhaften Schaltvorgängen gewährleistet.
Um ein hohes Maß an Zuverlässigkeit zu gewährleisten ist eine Auslegung der
Komponenten für einen Gleichstrom von 20 kA über einen Zeitraum von 500ms
angestrebt. Damit soll ein hohes Maß an Sicherheit bei etwaigem Schalterversagen
gewährleistet werden. Folglich gilt es sowohl mechanische als auch thermische
Belastungen zu berücksichtigen. Das Vorgehen bei Konzeption und Aufbau der
zentralen Komponenten soll daher skizziert werden:
- Wechselstromseitige Drosseln: Die wechselstromseitigen Drosseln LAC wur-
den mit Gleichung 3.19 nach [73] abgeschätzt und im Versuch entsprechend
Abbildung 3.21 gewickelt und fixiert. Dabei entspricht r dem Radius, l der
Länge und F der Fläche der Wicklungen.
L ≈ µ0 ·N
2 · F
l + 0,9r
(3.19)
Abbildung 3.21: Fotografie des Aufbaus der drehstromseitigen Drosseln LAC
- Diodengleichrichter: Der Gleichrichter ist das Bindeglied zwischen Dreh-
stromversorgung und Gleichstromkreis. Um eine hohe Robustheit zu errei-
chen wird er als passive B6 -Brücke mit Dioden aufgebaut. Maßgabe ist, dass
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Tabelle 3.4: Parameter der Snubberelemente zum Diodenschutz
Parameter Wert Parameter Wert
R 0,94Ω C 6 µF
er 20 kA über einen Zeitraum von 500ms zuverlässig tragen kann und mit
Blick auf die vorgesehenen Schalthandlungen in der Lage ist hohen Span-
nungstransienten zu widerstehen.
Zur Auslegung kann der Mittelwert des Stromes durch
IF(AV) =
IdAV
3
=
20 kA
3
≈ 6,66 kA (3.20)
bestimmt werden. Der Effektivwert ergibt sich weiterhin zu
IF(RMS) =
√
1
T
∫ t0+T
t0
id(t)2dt =
√
1
T
∫ t0+T/3
t0
I2dAVdt
=
√
I2dAV
3
=
√
20 kA2
3
≈ 11,55 kA. (3.21)
Aufgrund der berechneten Werte für die Stromtragfähigkeit kommen die
Hochstromdioden des Typs 5SDD60Q2800 [20] zum Einsatz. Sie sind in
Scheibenzellen-Bauweise ausgeführt und verfügen gemäß Datenblatt über
eine maximale wiederkehrende Spannung von VRRM = 2kV (Spitzenbelas-
tung VRSM = 2,8 kV). Zur Reduzierung der Spannungsspitzen des Reverse-
Recovery-Effekts der Dioden wurde ein RC-Snubber entsprechend Tabel-
le 3.4 vorgesehen, wobei darauf geachtet wurde, dass der Widerstand die
maximale Spannungssteilheit im Kondensator auf zulässige Werte begrenzt
wird und trotzdem eine ausreichende Reduktion der Rückstromspitzen ge-
währleistet ist. Weiterhin sind parallel zum Snubber Überspannungsableiter
eingesetzt um die Einhaltung spezifizierter Belastungsgrenzen der Dioden
sicherzustellen.
Bedingt durch die Kurzzeitbelastung soll die Kühlung passiv erfolgen. Für
die Dauer des Versuchs werden durch einen Wärmespeicher größere Verlust-
leistungen zwischengepuffert. Zum Einsatz kommen daher Kupferscheiben.
Diese dienen weiterhin dem Zweck gleichmäßige Druckverhältnisse in der
Scheibenzelle zu schaffen. Eine Simulation der Sperrschichttemperatur ent-
sprechend des Modells nach [41] unter Berücksichtigung des passiven Kühl-
körpers zeigt eine deutliche Temperaturreserve, wie Abbildung 3.22 illus-
triert. Die zwischen maximal zulässiger Sperrschichttemperatur θj,max =
160 ◦C und auftretenden Temperaturen bestehende Diskrepanz entspricht
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Abbildung 3.22: Simulation des erweiterten Foster-Modells [41] zur
Ermittlung der Sperrschichttemperatur
(a) Sperrschichttemperatur der Dioden und Grenztemperatur
(b) Diodenströmen mit Id,AV = 21,8 kA
etwa ∆T = 50K. Zum Schutz gegen Überstrom sind zusätzlich Schmelz-
sicherungen montiert, die entsprechend der zu erwartenden Prüfbelastung
ausgewählt wurden.
In Abbildung 3.23a ist der aufgebaute Diodengleichrichter mit Blick auf die
drehstromseitigen Anschlüsse und dazugehöhrigen Sicherungseinsätze zu se-
hen. Im Hintergrund befinden sich die übereinander angeordneten Dioden,
welche den Strom vorzeichenabhängig zum jeweiligen Pol leiten. Abbildung
3.23b zeigt die Anordnung der Snubber-Elemente mit parallelem Überspan-
nungsableiter. Der Aufbau ist nach außen durch ein Kunststoffgehäuse ge-
schützt.
- Hochstromwiderstand: Der Hochstromwiderstand hat die Aufgabe eine wir-
kungsvolle Strombegrenzung zu garantieren. Er muss dabei hohen mechani-
schen Beanspruchungen wie auch dynamischen Temperatursprüngen stand-
halten. Hierzu eignet sich wegen der intrinsischen Festigkeit die korrosions-
beständige Stahllegierung X5CrNi18-10 [14]. Bedingt durch die kurze Ver-
suchsdauer wird die umgesetzte Verlustleistung im Widerstand zwischenge-
speichert und erwärmt diesen entsprechend seiner thermischen Kapazität.
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(a)
(b)
Abbildung 3.23: Fotografien des Diodengleichrichter
(a) Frontansicht auf Sicherungseinsätze im Vordergrund und
Diodenspanneinheiten im Hintergrund
(b) Seitenansicht auf die Schutzbeschaltung
Der Hochstromwiderstand soll abgestuft werden können und aufgrund des
abzudeckenden Prüfstrombereichs einen elektrischen Widerstand von etwa
30mΩ besitzen. Für die Auslegung wurde zunächst eine equivalente Gesamt-
länge des Widerstands bestimmt. Mit Kenntnis über die spezifische Wärme-
kapazität cw, die Dichte ̺, sowie den spezifischen Widerstand ρ lässt sich ein
querschnittsunabhängiges Problem definieren um aus Widerstand R, maxi-
malem Temperaturhub ∆T sowie der Strombelastung (∆t und I) eine Länge
l zu finden, die den Ansprüchen genügt. Mit Gleichungen
W = ∆T · cw ·m = ∆T · cw · ̺ · l ·A = I2 · R ·∆t⇔ (3.22)
l =
I2 · R ·∆t
A · ̺ · cw ·∆T (3.23)
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Tabelle 3.5: Auslegung des Hochstromwiderstands mit Stoffcharakteristika aus
[14] für θ = 20 ◦C
Parameter Wert Parameter Wert
I 20 kA ∆t 500ms
R 30mΩ ∆T 80K
cw 500 J kg−1K−1 ̺ 7,9 kg dm−3
ρ 0,73Ωmm2m−1
und
A =
l · ρ
R
(3.24)
lässt sich die Länge nach Tabelle 3.5 zu
l =
√
I2 · R2 ·∆t
̺ · ρ · cw ·∆T ≈ 28m (3.25)
analytisch grob abschätzen.
Um eine kompakte Bauweise zu erreichen wird die Komponente aus mean-
derförmig angeordneten Stahlstangen aufgebaut und mit mehreren Abgriffen
versehen. Dadurch wird weiterhin die wirksame Induktivität gering gehalten
und der ohmsche Widerstand kann passend eingestellt werden. Abbildung
3.24a zeigt die geschlungene Bauweise der 28 Stahlstangen zu je einem Meter,
sowie deren seitliche Verstrebungen zur Stabilisierung. Die Stromabnehmer
werden wie in Abbildung 3.24b dargestellt mit zwei Schrauben fest montiert.
Durch die Hinterlegung des spezifischen Widerstands im COMSOL Multi-
physics Modell kann der Gesamtwiderstand inklusive Verbindungsgliedern
zu 31,2mΩ bei θ = 20 ◦C bestimmt werden. Die mechanischen Beanspru-
chungen sind bei der Auslegung ebenfalls berücksichtigt worden. Während
sich die Kräfte im Inneren weitestgehend aufheben, erreichen sie in den Rän-
dern bis zu ca. 350N. Die Wirkung verteilt sich dabei auf die jeweilige Stange
und kann durch die robuste Anordnung wirkungsvoll kontrolliert werden.
Der Hochstromwiderstand weist das durch Messung bestimmte Temperatur-
verhalten gemäß Abbildung 3.25 auf. Die daraus abgeleitete Gleichung 3.26
beschreibt einen elektrischen Widerstand bei Umgebungstemperatur von
R(θ = 20 ◦C) = 37,5mΩ. Die Diskrepanz von circa 20% zum FEM-Modell
kann hierbei auf die nicht modellierten Kontaktwiderstände zurückgeführt
werden. Allgemein lässt sich die Temperaturabhängigkeit auf weniger als
5,5% des Ausgangswerts im vorgesehenen Betriebsbereich eingrenzen. In
einer realistischen Prüfsituation, welche weit unterhalb der Sicherheitsanfor-
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(a) (b)
Abbildung 3.24: CAD Modelle des Hochstromwiderstands in COMSOL
Multiphysics
(a) Gesamtaufbau
(b) Stromabnehmer
derung liegt, sollte die temperaturbedingte Widerstandserhöhung vernach-
lässigbar sein.
R(θ) = 0,0294 Ω ◦C−1 · θ + 36,92 Ω (3.26)
Weiterhin wurde die Frequenzabhängigkeit der Anordnung untersucht. Da-
zu wurde ein Bereich von 25Hz bis 2 kHz betrachtet. Dies geschah, indem
die Komponente jeweils mit einem Prüfwechselstrom von 200A der entspre-
chenden Frequenz beaufschlagt und die Impedanz aus Spannung, Strom und
Phasenverschiebung bestimmt wurde. Die Induktivität konnte im überprüf-
ten Frequenzband konstant zu 10,1 µH ermittelt werden. Der veränderliche
ohmsche Widerstand ergibt sich nach Abbildung 3.26.
Aufgrund der zu erwartenden Prüfdauer kann der Wärmeenergieeintrag
in die Komponente als gering angesehen werden. Demgegenüber steht die
Frequenzabhängigkeit, welcher in Bezug auf das Variieren des Stromabgriffs
ebenso wie der Induktivität durchaus eine gewisse Relevanz zugesprochen
werden muss. Beides lässt sich zwar aufgrund einer vorhandenen Veränder-
lichkeit schwer vorab herausrechnen, da Korrekturen im Verlauf der Prüfun-
gen jedoch möglich sind und eine Begrenzung des Maximalstroms nicht be-
rührt wird, kann auf eine genaue Einzelbestimmung der Parameter verzich-
tet werden. Die Robustheit bei Kombination aus mechanischer und thermi-
scher Belastung konnte für die Komponente anhand von weiteren Versuchen
75
Kapitel 3. Das Konzept des gegenstromgestützten HGÜ-Leistungsschalters
Abbildung 3.25: Messergebnisse des ohmschen Widerstands über der
Temperatur bei 50Hz)
für relevante Abnehmerkonfigurationen verifiziert werden. Die theoretisch
zulässige Kurzzeitbemessungsleistung beträgt demnach 15MW für 500ms.
- Überspannungsschutz: Der durchzuführende Schaltvorgang verursacht eine
transiente Spannungsbelastung an den Klemmen des Prototypen mit Rück-
wirkungen auf den Versuchskreis. Aus diesem Grund ist die Erdung des Sys-
tems nicht am Transformator, sondern nahe dem Schalter angebracht. Der
herausgeführte Mittelpunkt ist somit offen und der Erdpunkt wird stern-
förmig mit den übrigen Komponenten des Leistungskreises, wie auch der
Mess- und Steuerungsperipherie verbunden. Die Erdung selbst wird über
die strombegrenzende Drossel LGND, sowie einen parallelen Überspannungs-
ableiter ZOVP4 so angeschlossen, dass ein zwar sehr unwahrscheinlicher, aber
nicht gänzlich auszuschließender Erdkreis nicht überlastet wird und gleichzei-
tig die Isolationskoordination mit Blick auf transiente Spannungen dennoch
über ein festes Bezugspotential verfügt.
Weiterhin muss die Absorption magnetischer Feldenergie kontrolliert werden.
Der in Induktivität LDC2 fließende Strom wird durch Bildung eines Freilauf-
kreises über die Diode Df und den Hochstromwiderstand RDC1 abgebaut.
Zusätzlich kommt hier für etwaige Potentialverschiebungen im Moment des
Abschaltens ein Überspannungsableiter zum Einsatz. Ein weiterer Ableiter
ZOVP3 sorgt für eine definierte Überspannung an SDC und erlaubt damit
eine konfigurierbare Belastung im Abschaltmoment.
Als besonders kritisch angesehen werden muss die Rückwirkung der Schalt-
spannung auf den Transformator T . Dessen Kurzschlussreaktanzen ZT bil-
den mit dem Versuchskreis einen induktiven Spannungsteiler entsprechend
des in Abbildung 3.27 gezeigten Ersatzschaltbilds. Um eine Entlastung her-
beizuführen eignen sich die Drosseln LAC und LDC1, sowie der Ableiter
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Abbildung 3.26: Messergebnisse des ohmschen Widerstands über der Frequenz
bei 25 ◦C)
ZT
ZT
LAC
LAC LDC1 Zσ1
ZOVP3ZOVP1
Zσ2 Zσ3Zσ4
MP
Ib
Abbildung 3.27: Ersatzschaltbild zur Charakterisierung der Überspannungen
nach Öffnen von SDC
ZOVP1. ZOVP3 wäre hierfür zunächst auch geeignet, soll aber weitestgehend
frei einstellbar sein um die Nachbildung der Schaltspannungsbelastung zu
ermöglichen.
Die vom Versuch abhängigen induktiv gespeicherten Energien tragen zu ei-
ner erheblichen Belastung des Überspannungsableiters ZOVP1 bei. Um den
alterungsbedingten Austausch der Komponente zu verzögern, wird ein Par-
allelkreis durch Schließen von SOVP gebildet. So dauert die Belastung von
ZOVP1 statt einiger Millisekunden lediglich einige zehn bis hundert Mikro-
sekunden. Der Alterungsvorgang findet entsprechend langsamer statt. Der
Parallelkreis verfügt über den Widerstand RDC2, welcher so eingestellt wird,
dass der Prüfstrom einen Spannungsabfall knapp unterhalb der Ansprech-
spannung des Ableiters verursacht. Der Schalter SOVP ist als Pulsthyristor
mit hoher Stromanstiegssteilheit ausgeführt.
Der Ableitstrom fließt nun solange bis SAC öffnet. Dieser Zeitraum kann
durch entsprechende Vorsteuerung auf niedrige zweistellige Millisekunden
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Abbildung 3.28: Fotografie der Versuchskonfiguration von ZOVP1 und SOVP
230V 24V 100V..160V
5V
µC LWL-In
LWL-Out
SOVP
SGU
0,9Ω
CGU
Freigabe
Lσ
Abbildung 3.29: Vereinfachtes Ersatzschaltbild der Gateansteuerung für den
Pulsthyristor PT85QWx45 [19]
Werte verkürzt werden. Der Aufbau aus ZOVP1 und SOVP ist, wie Abbildung
3.28 zu entnehmen, zur Reduktion von parasitären Induktivitäten in einer
Komponente zusammengefasst. Die Ansteuerung des Pulsthyristors erfolgt
wie in Abbildung 3.29 dargestellt. Das zuverlässige Einschalten des Puls-
thyristors erfordert einen Gate - Strom von 130A der innerhalb von 1,5 µs
bereitgestellt werden muss. Hierfür wurde die Induktivität Lσ des Steuer-
kreises durch konstruktive Maßnahmen klein gehalten. Zusätzlich wurde die
Ladespannung für CGU über einen Hochsetzsteller an die Impedanz ange-
passt. Die Regelung wird auf einem Mikrokontroller ausgeführt, der gleich-
zeitig den Steuerkreis freigibt und ein Feedbacksignal über Lichtwellenleiter
(LWL) an die übergeordnete Steuerung sendet.
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Eine Übersicht zu den Komponenten des Versuchskreises ist Tabelle B.1 zu ent-
nehmen.
3.3.1.3 Gleichstromschalteinheit
Der Prototyp stellt die zentrale Komponente des Versuchskreises dar. Er zeigt
durch seinen Aufbau wesentliche Designkriterien in der Praxis auf und soll so
auch einen Einblick in die praktische Umsetzung der Schaltzelle geben. Deshalb
kommt der Auslegung des Resonanzkreises mit Berücksichtigung der in Kapitel
3.2.1 vorgestellten Zusammenhänge eine besondere Bedeutung bei.
Die gegenstromgestützte GCT-Abschaltung erfordert einen Pulskreis, der in Hin-
blick auf Stromverteilung, Störeffekte, sowie Abschaltcharakteristika des Bauele-
ments adaptiert wurde. Für den vorliegenden Fall ist daher zunächst die Nutzung
eines rückwärtsleitenden RC-IGCT festgelegt worden. Dadurch sollen Schwierig-
keiten, wie sie beispielsweise durch in Kapitel 3.2.1.4 beschriebene Spannungsbe-
lastungen auftreten, von vorne herein minimiert werden. Die bei externer Konfi-
guration wesentlich größer ausfallenden Induktivitäten zwischen Diode und GCT
lassen sich konstruktiv nicht auf ein vergleichbares Maß reduzieren. Aus diesem
Grund stellt die integrierte Variante einen Vorteil dar. Zum Einsatz kommt der
IGCT 5SHX 26L4520 mit den in Tabelle 3.6 angegebenen Kenngrößen [12].
Tabelle 3.6: Kenngrößen für IGCT 5SHX 26L4520 entnommen aus [12]
Parameter Wert Beschreibung
VDRM 4500V Periodische Spitzensperrspannung in
Vorwärtsrichtung
ITGQM1 2800A Max.Abschaltstrom bei θj=0 ◦C und
VDC<1,9kV
ITGQM2 3200A Max.Abschaltstrom bei θj=125 ◦C
und VDC<1,9 kV
ITSM 17 kA Stoßstromgrenzwert
VT0 1,8V Schleusenspannung
rT 0,533mΩ Durchlassersatzwiderstand
VDC 2800V Sperrspannung in Vorwärtsrichtung
Der spezifizierte Abschaltstrom liegt für den gewählten IGCT unter gegebenen
Bedingungen zwischen 2800A und 3200A. Um eine plausible Einschätzung zur
Wirksamkeit des Gegenstromprinzips treffen zu können, muss die Belastung ober-
halb üblicher Sicherheitsmargen liegen. Daher erscheint die Belastung mit dem
dreifachen des höchstzulässigen Abschaltstroms ein sinnvolles Ziel zu sein. Der
Prototyp muss demnach einen Strom von circa 10 000A wiederholt kontrolliert
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abschalten können.
Zur Charakterisierung des Pulskreises wird zunächst die Resonanzfrequenz ein-
gegrenzt. Diese soll entsprechend Kapitel 3.2.1.1 zusammen mit dem Pulsstrom
einen ausreichend sicheren Abschaltzeitrahmen ∆tSOA ermöglichen. In Abbildung
3.30a ist hierzu der Zusammenhang zwischen zulässigem Abschaltstrom Ib und
der wirksamen Pulsstromamplitude max(˜iP) für ein Frequenzband von 30 kHz bis
50 kHz angegeben. Es ist zu entnehmen, dass diese frequenzabhängig mindestens
zwischen 10 kA und 17 kA betragen muss. Andernfalls wird die gewünschte Ab-
schaltfähigkeit nicht erreicht. Dabei resultieren für höhere Resonanzfrequenzen
sowohl in Hinblick auf die notwendige Pulstromamplitude als auch bezüglich der
daraus abgeleiteten Stromsteilheit generell höhere Belastungen. Wie Abbildung
3.30b illustriert kommt es bei 50 kHz zu einer Stromsteilheit von etwa 5 kAµs−1.
Diese liegt höher als es üblicherweise in Konverterapplikationen zu beobachten
wäre. Der Anwendungsbereich sollte aufgrund mangelnder Erfahrungen in Bezug
auf resultierende Lebensdauerauswirkungen im Rahmen konventioneller Belastun-
gen liegen. Daher wird die Frequenz auf 40 kHz festgesetzt.
Für die Größe des Pulskondensators ergibt sich als Minimalanforderung, dass mit
der aus dem Pulsstrom resultierenden Belastung keine Überschreitung von dessen
Spitzenstrom einhergeht. Als Ausgangsbasis wird bei der Realisierung ein robus-
ter Folienkondensator für Snubberanwendungen gewählt. Es handelt sich um den
Kondensator MKP386M515200Y [18] mit 1,5 µF Kapazität und einer zulässigen
Spitzenstrombelastbarkeit von 788A. Demgegenüber steht die Pulskreisinduktivi-
tät. Sie soll zwar groß gegenüber LII sein, aber zur besseren Kommutierung von
GCT auf Kondensator im Abschaltmoment sinnvollerweise nicht über das notwen-
dige Maß hinaus gehen. Die aus der Induktivität resultierende Überspannung darf
nicht vernachlässigt werden. Letztlich auch zu betrachten ist, dass die gespeicherte
Pulsenergie und damit die Kondensatorgröße als wichtiges Kostenkriterium fun-
giert.
Um im vorliegenden Fall ausreichend flexibel auf Abweichungen der geometrie-
bedingten Pulskreisimpedanz, insbesondere der Dämpfung, reagieren zu können,
wurde die Designvorgabe für die Pulsstromamplitude auf 20 kA festgelegt. Mit ei-
nem Sicherheitsfaktor von 20% beaufschlagt resultiert für den Kondensator über
die notwendige Stückzahl zur Erreichung der Spitzenstrombelastbarkeit eine Ka-
pazität von 45 µF. Damit lässt sich der Richtwert für die Induktivität zu
LP =
1
(2πf0)2 · C =
1
(2π · 40 kHz)2 · 45 µF = 352 nH (3.27)
bestimmen.
Die Topologie des Pulskreises wurde für die Untersuchungen gegenüber Abbildun-
gen 3.4a und 3.9 erweitert. Wie Abbildung 3.31 zu entnehmen ist, sind dabei zwei
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Abbildung 3.30: Simulation der Abhängigkeiten bei variierender
Pulsstromamplitude und Resonanzfrequenz mit gegebenem
ITGQM = 2,8 kA und ∆tSOA = 7µs
(a) resultierender Abschaltstrom
(b) resultierende maximale Stromanstiegssteilheit
Modifikationen vorgenommen worden. Einerseits wurde ein Bypass zu LP in Form
von DF und der verteilten Impedanz ZF hinzugefügt. Dieser dient dem schnelle-
ren Abklingen der im Versuchskreis auftretenden Schwingung. Würde ein freies
Schwingen erlaubt, müsste die Kondensatorspannungsfestigkeit angehoben wer-
den. Außerdem ließe sich eine strengere Isolationskoordination im Versuchskreis
nicht vermeiden. Der zu erwartende Erkenntnisgewinn wäre aufgrund des Appli-
kationsrahmens eher gering. So kann jedoch die für CP gültige Spezifikation von
2 kV in vollem Umfang für die Erzeugung des Pulsstroms ausgenutzt werden. Das
wird erreicht, indem ein gegenüber dem Pulskreis auf kurze Weglänge optimier-
ter Bypass zu LP und CP eingefügt wird, ZF fällt damit deutlich kleiner aus als
ZP. Ein Durchschwingen kann so verhindert werden. Als zweite Maßnahme wird
dem Einschalter SPT eine zusätzliche Siliziumkarbit - Diode (engl. Silicon Carbide,
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SiC) in Serie gesetzt um die eingeschränkte Rückwärtsbelastbarkeit abzusichern.
Aufgrund der hohen Stromsteilheiten ist SPT ebenfalls in Form des Pulsthyris-
tors PT85QWx45 ausgeführt [19]. Die Ansteuerung erfolgt wie für SOVP nach
Abbildung 3.29. Dessen VRRM ist mit −16V sehr gering spezifiziert. Eine normale
Siliziumdiode hätte aufgrund des Reverse - Recovery - Effekts nur eine begrenzte
Schutzwirkung, wohingegen SiC eine sehr geringe Speicherladung aufweist und
damit auch nach einer Belastungssituation unmittelbar seine Sperreigenschaft bei
Anlegen einer negativen Anodenkathodenspannung zeigt. Die vergleichsweise nied-
rige Leistungsklasse der SiC - Dioden wird durch hohe Pulsbelastbarkeiten und
eine in diesem Fall angewandte Serien-Parallelschaltung auf die Anwendung ange-
passt. Der gegenüber Si-Dioden hohe resistive Anteil an der Durchlassspannung
wirkt sich kumulativ auf die Dämpfung aus. Beide Modifikationen resultieren aus
den Unterschieden nach der Abschaltung gegenüber realer Schaltzellenbelastung
und müssen beim Design des Pulskreises beachtet werden.
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Abbildung 3.31: Ersatzschaltbild des Resonanzkreises
Die Induktivität des Pulskreises ist gegeben durch das Arrangement von Pulskon-
densatoren, leistungselektronischen Schaltelementen und der dazwischenliegenden
Leitungsführung. Eine besonders geringe Induktivität kann allgemein durch einen
koaxialen Aufbau erreicht werden. Die Kondensatoren wären in diesem Fall kreis-
förmig um den GCT angeordnet, wie dies bei Stoßstromversuchen häufiger der
Fall ist. Diese Möglichkeit ist aufwendig und wegen des Platzes den die Gate -
Unit des GCT benötigt zusätzlich erschwert. Stattdessen wurde der Schwingkreis
über eine parallele Leitungsführung mit zwei im schaltungstechnischen und geome-
trischen Sinne parallelen Kondensatorbänken aufgebaut. Der Pulsstrom soll sich
auf beide Kondensatorbänke genau hälftig aufteilen. Dies wird umgesetzt, indem
die beiden Kondensatorbänke jeweils die Kapazitäten CP,I und CP,II besitzen, die
gerade je der Hälfte von CP entsprechen. Außerdem sind die Teilstücke in ihrer
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Abbildung 3.32: Geometrie des Resonanzkreises
Leitungsführung symmetrisch, sodass auch die Impedanz als gleichartig betrach-
tet werden kann. In Abbildung 3.32 sind die Kondensatoren, sowie die Positionen
von GCT und Pulsthyristor markiert. Die Darstellung zeigt das CAD - Modell
in COMSOL Multiphysics, dass zum Design der Pulskreisinduktivität aufgebaut
worden ist und gleichzeitig als Basis für den Konstruktionsplan gegolten hat. Die
Führung des Pulsstroms kann anhand von Pfeilen in der Darstellung nachvollzo-
gen werden. Die aus der Simulation gewonnenen Parameter sind in Tabelle 3.7
angegeben. Die dabei beschriebenen Widerstände stellen eine untere Grenze für
die Dämpfung dar.
Tabelle 3.7: Pulskreisparameter bei einer Frequenz von 50 kHz aus einer
FEM-Simulation in COMSOL Multiphysics bestimmt
Parameter Wert Beschreibung
LP 374 nH Pulskreisinduktivität
RP 10mΩ Ohmscher Leitungsbelag
LF 272 nH Induktivität des Freilaufkreises über
DF
RF 8mΩ Ohmscher Leitungsbelag des Freilauf-
kreises über DF
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Abbildung 3.33: Messergebnisse zu kurzgeschlossenem Resonanzkreis
(a) Ohmscher Widerstand des Kreises
(b) Reaktanz des Kreises
Der Pulskreis wurde während des Aufbaus mit elektrisch kurzgeschlossenen Halb-
leiterschaltern vermessen. Dazu wurden Real- und Imaginärteil der Impedanz über
einen Frequenzbereich von 50Hz bis 5MHz vermessen. Der Frequenzgang ist in
Abbildung 3.33 dargestellt, wobei als Messgerät der HIOKI 3532-50 LCR Hi-
Tester zum Einsatz kam. Die toleranzbedingt vom Bemessungswert abweichende
Kapazität konnte so zu 44,5 µF bestimmt werden. Die Resonanzfrequenz ist zu
f0 = 35,3 kHz (3.28)
ermittelt worden.
Die Pulskreisinduktivität ergibt sich je nach Berechnungsmethode zu
L˜P,1 =
X −XC
ω
=
13,07 Ω
2π · 5MHz = 416 nH (3.29)
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Abbildung 3.34: Fotografie des Prototypen
A - Knoten 1 und ZOVP3; B - Knoten 3; C - Knoten 4; D -
anodenseitiger Potentialabgriff am IGCT; E -
kathodenseitiger Potentialabgriff am IGCT; F - Pulsthyristor
SPT; G - SiC-Diode in Serie zu Pulsthyristor; H -
Gateansteuerung für SPT; I - Anschluss für
Hochspannungsladegerät; J - ZOVP2
oder
L˜P,2 =
(
1
ω0
√
C
)2
=
(
1
ω0
√
44,5 µF
)2
= 457 nH . (3.30)
Die Abweichung der beiden Ergebnisse zueinander beträgt weniger als 10%, wäh-
rend die Abweichung zu der FEM-Simulation innerhalb eines 20%-Fensters liegt.
Die Unterschiede zwischen den Messungen lassen sich vermutlich auf die Schwie-
rigkeiten durch die sehr kleine Impedanz hinsichtlich der Auflösung des Messge-
räts zurückführen. Die Unterschiede bezüglich des Vergleichs mit der Simulation
hängen sehr wahrscheinlich mit den getroffenen Vereinfachungen bei der Geome-
trienachbildung zusammen.
Die Dämpfung des Kreises ist für den entsprechenden Frequenzbereich nach Abbil-
dung 3.33a wesentlich höher als das bestimmte RP nach Tabelle 3.7. Das kann auf
die nicht berücksichtigten Kontaktwiderstände zurückgeführt werden. Weiterhin
kann im Betrieb durch die resistiven Anteile in den Halbleiterelementen von einer
insgesamt noch höheren Dämpfung ausgegangen werden.
Die Anordnung des Prototyps in Abbildung 3.34 ist auf einer Grundfläche von
1500mm zu 700mm konstruiert worden. Dabei stellt die Konstruktion der Konden-
satorbänke einen wesentlichen Anteil an der Gesamtanordnung. Überspannungs-
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ableiter sind nah an den zu schützenden Halbleitern positioniert (Abb. 3.34, Mar-
ker A und J) und für die Messung entscheidende Potentialabgriffe unmittelbar
von den Kontaktscheiben des IGCT isoliert herausgeführt (Abb. 3.34, Marker E
und D).
3.3.1.4 Steuerung des Versuchskreises
Der Ablauf des Versuchs wird über eine echtzeitfähige Steuereinheit realisiert.
Zu deren Aufgaben gehören der zuverlässige Programmdurchlauf sowie die Im-
plementierung automatisierter Sicherheitsfunktionen. Hierzu wird die Anbindung
von Eingängen und Ausgängen unterschiedlichen Typs benötigt. Da ohne die Fein-
einstellung der Schaltzeitpunkte das Zusammenspiel aus Gegenstromeinprägung
und IGCT-Abschaltung gefährdet wäre, sollte die zeitliche Auflösung hoch sein.
Abbildung 3.35: Darstellung der Steuerungshierarchie
Zum Einsatz kommt das System cRIO-9074 von National Instruments. Es bie-
tet die Möglichkeit eines hierarchischen Aufbaus von Programmstrukturen. Dazu
lassen sich im vorliegenden Fall durch einen externen Zugriff mit Hilfe einer gra-
fischen Benutzeroberfläche (engl. Graphical User Interface, GUI) Eingaben wie
etwa Grenzwerte oder Zeitangaben vornehmen. Die Kommunikation findet über
einen galvanisch entkoppelten Ethernet - Anschluss statt. Die Kommunikation
erfolgt mit einem Echtzeitsystem (engl. Real Time System, RTS), dass mit einer
Zyklenzeit von 100ms die deterministische Überprüfung sämtlicher Funktionen
und Zustände vornimmt. Über einen direkten Speicherzugriff (engl. Direct Memo-
ry Access, DMA) werden Steuersignale und Messwerte zwischen RTS und dem
Field Programmable Gate Array (FPGA) ausgetauscht. Letzteres arbeitet mit ei-
ner Taktfrequenz von 40MHz und erlaubt die deterministische Einstellung der
Schaltzeitpunkte auf 100 ns genau. Die Module sind wiederum über ein Bussys-
tem an den FPGA angeschlossen. Über eine externe Einheit zur Signalkonfek-
tionierung werden die Sensoren und Aktoren mit dem analogen Eingangsmodul
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Abbildung 3.36: Ablaufstruktur des Versuchs
beziehungsweise dem digitalen Ein- und Ausgangsmodul entsprechend verbunden.
Der Versuchsablauf wird über die GUI entsprechend Abbildung 3.36 schrittweise
gestartet. Zunächst wird der sichere Zustand verlassen, indem die Hilfsversorgung
für Halbleiterschalter und Hochspannungsnetzteil eingeschaltet wird. Wenn die
Ansteuereinheiten ein positives Feedback liefern und die Kondensatorladespan-
nung den eingestellten Sollwert erreicht hat, kann die unmittelbare Startvorberei-
tung erfolgen. Dabei wird der Mittelspannungsschalter SAC bei noch offenem SDC
geschlossen. Über eine Strom-/Spannungsmessung wird überwacht, ob ein unbeab-
sichtigter Strom fließt und der Schalter ordnungsgemäß geschlossen wurde. Über
eine weitere Quittierung läuft nun der eigentliche Versuch durch. Sobald dieser
durchfahren wurde, schaltet die Hilfsversorgung ab und der sichere Ausgangszu-
stand wird wiederhergestellt.
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SAC
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SPT
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Abbildung 3.37: Darstellung der resultierende Schalterzustände mit einer
Öffnungsverzögerung für SAC von
t5 − t0 = ∆td,SAC ≈ 80− 100ms
Zu Beginn der Prüfung wird der Leistungsschalter SAC vorgesteuert abgeschal-
tet. Aufgrund von dessen Schaltverzögerung ∆td,SAC im Bereich von ca. 80ms bis
100ms bleibt die Versorgung des Leistungskreises gemäß Abbildung 3.37 weiter-
hin aktiv, wobei der Kreis noch unterbrochen ist. Zum Zeitpunkt t1 wird SDC
geschlossen. Der GCT SGCT erhält demnach ein Schließsignal, dass unmittelbar
ausgeführt wird. Der Leistungskreis wird geschlossen und ein Strom baut sich auf.
Die ohmsch-induktive Last erlaubt die Einstellung des gewünschten Stromverlaufs.
Die Steuerung misst den Strom und schaltet bei Erreichen des Soll-Abschaltstroms
oder bei Überschreiten einer Maximaldauer den Schalter SDC ab. Dazu wird zeitge-
steuert die Pulsstromeinprägung über SPT ausgelöst (t2) und anschließend SGCT
geöffnet (t3). Nach Beendigung des Abschaltvorgangs zum Zeitpunkt t4 wird SOVP
geschlossen und verbleibt im geschlossen Zustand bis SAC endgültig öffnet (t5).
Aufgrund der intrinsischen Verzögerungszeiten ist hier ebenfalls eine Vorsteuerung
notwendig. Das Zeitmanagement lässt eine auf 100 ns genaue Auflösung zu. Sollten
Messwerte oder Statussignale von Aktoren zu einem beliebigen Zeitpunkt wider-
sprüchliche Informationen liefern wird ein Fehlerzustand eingestellt. Dieser sorgt
für eine kontrollierte und zustandsberücksichtigende Abschaltung.
3.3.2 Versuchsplanung
Um die Versuche sicher und ergebnisorientiert durchführen zu können, müssen die
abgeschätzten Belastungen verifiziert und mit den Spezifikationen verglichen wer-
den. In diesem Zusammenhang ist ein Simulationsmodell aufgebaut worden, dass
eine realitätsnahe Abbildung ermöglichen soll. Die aus den einzelnen Komponen-
ten des Versuchs bestimmten Parameter fließen in die Modellierung ebenso ein,
wie die räumliche Anordnung der einzelnen Komponenten zueinander. Diese ist
entsprechend den notwendigen Leitungslängen mit einer Impedanz berücksichtigt.
Die resultierenden Parameter sind Tabelle B.1 zu entnehmen.
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Die Simulation der Abschaltung ist in Abbildung 3.38 dargestellt. Der Abschalt-
strom wurde im vorliegenden Fall auf 10 kA festgelegt. Entsprechend steigt der
Strom in der Schalteinheit näherungsweise linear auf den Endwert an und wird
dann mit unterstützender Gegenstromeinprägung unterbrochen. Relevant ist zu-
nächst die Schaltspannung. Diese wird in ihrer Höhe durch die vorgesehenen Über-
spannungsableiter angemessen begrenzt. Gleichzeitig bewirken die Drossel LDC1
und die wechselstromseitigen Induktivitäten LAC die wirksame Entkopplung der
Schaltspannung von den Klemmen des Hochstromtransformators. Dies ist Abbil-
dung 3.38c zu entnehmen. Eine möglicherweise kritische Überspannung wird hier-
bei erfolgreich vermieden. Die Mittelpunktverschiebungsspannung des schweben-
den Transformators ist bezogen auf den mit Erde verbundenen negativen Pol des
Gleichrichters erwartungsgemäß moderat und die Vorgaben zu Oberschwingungen
gemäß den technischen Anschlussbedingungen für Mittelspannungsnetze [1] wer-
den durch die Konfiguration von LAC ebenfalls erfüllt.
In der Detailansicht des Abschaltvorgangs von Abbildung 3.39 sind die Strom-
und Spannungsbelastungen im Einzelnen dargestellt. Aus den Ableiterströmen
in Abbildung 3.39c ist die zu erwartende Alterung bestimmbar. Dabei wird der
Überspannungsschutz ZOVP3 stärker belastet als die Übrigen. Der Ableiter ZOVP2
erfährt praktisch gar keine Belastung. Dies deckt sich mit den Erwartungen, da er
lediglich für den Fall unerwarteter Resonanzphänomene als Schutz von Df vorge-
sehen ist. Nach Abbildung 3.39d nimmt die Spannungsbelastung vom Schalter zu
den Klemmen des Gleichrichters bereits sichtbar ab, sodass auch am Gleichrichter
keine kritischen Beanspruchungen zu erwarten sind.
Für die Durchführung der Versuche existiert mit dem vorliegenden Simulations-
modell ein Werkzeug um die Zielbelastungen der Einzelprüfung abzuschätzen und
die Komponenten bedarfsgerecht zu konfigurieren. Die resultierenden Parameter
sind Tabelle B.2 zu entnehmen.
3.3.3 Versuchsdurchführung
Die Versuchsdurchführung erfolgt anhand der in Tabelle B.2 beschriebenen Kon-
figuration. Die Einzelprüfungen sind in Abbildung 3.40 gegeben. Dabei stellt das
Parameterpaar aus Abschaltstrom und Pulsstromamplitude die jeweilige Zielver-
einbarung dar. Ihr Schaltvermögen liegt dabei den zuvor beschriebenen Zusam-
menhängen entsprechend im zulässigen Belastungsbereich. Durch eine entspre-
chende Wartezeit wurde sichergestellt, dass die Sperrschichttemperatur des GCT,
welche für die Abschaltung ein sehr relevanter Parameter ist, das Ergebnis nicht
beeinflusst. Die Untersuchungen wurden bis zu einem maximalen Abschaltstrom
von 10 kA durchgeführt und jeweils mindestens dreimal wiederholt.
In Abbildung 3.41 ist die Übersicht für die Maximalbelastung von 10 kA dar-
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Abbildung 3.38: Simulation einer Abschaltung von 10 kA (Teil1)
(a) Strom durch RC-IGCT
(b) Spannung über RC-IGCT
(c) Transformatorausgangsspannungen
(d) Mittelpunktverschiebungsspannung
gestellt. Der Strom benötigt circa 4ms um sich aufzubauen. Mit erfolgter Ab-
schaltung stellt sich die in Abbildung 3.41b dargestellte gemessene Spannungs-
belastung ein. Der initiale Spannungsspitzenwert liegt bei 1,2 kV und nimmt mit
abklingender Schwingung auf die resultierende Gleichspannung ab. Diese wird cha-
rakterisiert durch die Impedanzen der Wechselstromseite und die neue Last RDC2.
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Abbildung 3.39: Simulation einer Abschaltung von 10 kA (Teil2)
(a) Strom durch RC-IGCT und Pulsstrom
(b) Spannung über RC-IGCT
(c) Ableiterströme
(d) Spannungsbelastungen
Die Detailansicht des Abschaltvorgangs ist in Abbildung 3.42 dargestellt. Sie
zeigt eine Gegenstromamplitude von 12,5 kA. Der Strom durch den RC-IGCT
wird vorübergehend negativ, wobei die Abschaltung während des bereits wieder
abnehmenden Gegenstroms erfolgt. Es tritt ein Kommutierungsvorgang auf, der
zu einem steilen Spannungsanstieg führt. Aufgrund der räumlich nahen und da-
mit niederinduktiven Parallelschaltung von ZOVP3 ist die Spannung begrenzt. Die
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Abbildung 3.40: Prüfziel ansteigender Abschalt- und Pulsströme sowie
Darstellung der theoretischen maximalen Abschaltfähigkeit
initiale Kommutierung ist damit vergleichsweise schnell abgeschlossen und die
Spannungsbelastung wird im weiteren Verlauf im Wesentlichen durch den Lade-
zustand des Kondensators bestimmt. Wird der exakte Schaltzeitpunkt des GCT
nachträglich im Simulationsmodell an die Prüfung angepasst, zeigt sich eine gute
Übereinstimmung zwischen Simulation und Messung. So können insbesondere die
transiente Kommutierungsspannung im Abschaltmoment, wie auch der allgemeine
Verlauf abgeschätzt werden.
Bei genauer Betrachtung des Stromverlaufs im Abschaltmoment zeigt sich an-
hand von Abbildung 3.43 wie der Strom bei einem Endwert von 1280 A rapide
abfällt. Innerhalb von einer Mikrosekunde ist der Strom auf 15% seines Werts
gefallen. Der verbliebene Tailstrom erlischt innerhalb einer sich anschließenden
Zeitdauer ∆ttail von ungefähr 8 µs.
Für den Erfolg der Abschaltung weiterhin relevant ist die Rückwärtsspannung an
der Komponente. Bei Betrachtung der Ableitung des Pulsstromes in Abbildung
3.44 fällt zunächst der nicht-sinusförmige Verlauf der Einprägung auf. Der Spit-
zenwert in der Stromsteilheit erreicht 6,5 kAµs−1. Dieser Wert liegt offenkundig
oberhalb der erwarteten Belastung. Weiterhin ist die für die Belastung des GCT
maßgebliche Rückwärtsspannung durch einen negativen Spitzenwert von −35V
gegeben.
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Abbildung 3.41: Messergebnisse zu der durchgeführten Abschaltung von 10 kA
(a) Strom durch RC-IGCT
(b) Schaltspannungen
3.3.4 Ergebnisdiskussion
Allgemein betrachtet, nähern sich die durchgeführten Versuche der jeweils ma-
ximalen Abschaltfähigkeit an. Hierzu steigt die Gegenstromamplitude mit dem
abzuschaltenden Strom und die Zeitdauer ∆tSOA nähert sich dem zu Grunde
gelegten Minimalwert an. Die Reserve beträgt in den letzten beiden Versuchskon-
figurationen weniger als 2 kA. Obwohl die spezifizierten Abschaltströme hierbei
deutlich unterhalb der erzielten Belastungen liegen, konnte die Abschaltung jedes
Versuchs erfolgreich durchgeführt werden. Es traten keinerlei Fehler bei Abschal-
tungen auf und Ausfälle auf der Komponentenseite sind ebenfalls ausgeblieben.
Damit liegt zunächst der Schluss nahe, dass die grundsätzliche Funktionalität des
Schaltprinzips gegeben ist.
Die in Kapitel 3.3.3 dargelegten Belastungen demonstrieren eine akkurate Ab-
schaltung. Die mit der zu Grunde liegenden Stromkurve simulierte Sperrschicht-
temperatur des RC-IGCT zeigt einen Temperaturanstieg um weniger als 50 ◦C
und bleibt damit auch für wärmere Betriebsumgebungen noch im zulässigen Be-
reich.
Im nächsten Schritt soll die Messung mit der zu erwartenden Belastung innerhalb
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Abbildung 3.42: Detailansicht der Mess- und Simulationsergebnisse zu der
durchgeführten Abschaltung von 10 kA (schwarz - Messung,
grau - Simulation)
(a) Strom durch RC-IGCT und Pulsstrom
(b) Spannung über dem RC-IGCT
der Topologie des HGÜ-Leistungsschalters verglichen werden. Hierzu wurden in
Abbildung 3.45 Simulation und Messung gegenübergestellt. Zur besseren Visuali-
sierung ist die Skalierung der Simulation auf ein Einzelelement heruntergebrochen
worden. Tatsächlich wäre hier eine Ungleichverteilung durch statistische Streuun-
gen zu erwarten. In diesem Fall ist aus Gründen der Anschaulichkeit auf die ge-
streute Spannungsbelastung zwischen den Einzelelementen verzichtet worden. Es
zeichnet sich demnach ab, dass beide Kurven eine große Ähnlichkeit zueinander
aufweisen.
Die Spannungsbelastung bei der realen Versuchsdurchführung weist aufgrund der
Kommutierung des Reststroms vom GCT in den Pulskondensator CP eine in-
itiale Spannungsspitze auf, die in der Simulation des Hauptschalters fehlt. Der
Grund hierfür liegt einerseits an den in der Simulation vorhandenen spannungs-
steuernden Kondensatoren in Höhe von 200 nF pro IGCT, andererseits entspricht
die Kommutierungsinduktivität im verschachtelten Schalter nicht der gesamten
Pulskreisinduktivität sondern nur einem Verbindungsstück. Da die Spannungsbe-
lastung für die ersten 5 µs nach der Abschaltung ansonsten vergleichbar ist, kann
von einer zunächst hinreichenden Nachbildung gesprochen werden.
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Abbildung 3.43: Messergebnis zu der durchgeführten Abschaltung von 10 kA
mit Darstellung des Stromverlaufs im RC-IGCT bei
verbleibendem Abschaltstrom I˜b ≈ 1280A, Tailstrom
Itail ≈ 200A und Abklingdauer ∆ttail ≈ 8 µs
Nach [39] ist die erste zu erfüllende Bedingung für eine erfolgreiche Abschalt-
ung das sogenannte Hard-Drive-Kriterium. Dieses beschreibt die Notwendigkeit,
dass die Stromkommutierung ins Gate abgeschlossen sein muss, ehe die Anoden-
Kathodenspannung der Komponente einen wesentlichen Beitrag leistet. Im sich
anschließenden Spannungsanstieg werden allgemein durch den immernoch hohen
Strom Ladungsträger mittels dynamischem Avalanche erzeugt. Dies reduziert ei-
nerseits die Spannungssteilheit, andererseits führt es zu einer Verlagerung des
Stroms in die äußeren Regionen der Komponente. Sollte dabei der Strom einen
Wert außerhalb des kontrollierbaren Bereichs erreichen, so bleibt nach [39] das
zweite Kriterium unerfüllt.
Betrachtet man nun nochmal den Stromverlauf im RC-IGCT während der ers-
ten 5 µs des Abschaltvorgangs und der damit verbundenen Stromreduktion, kann
von einer vergleichsweise geringen Wahrscheinlichkeit für ein fehlerhaftes Abschal-
ten zu einem späteren Zeitpunkt gesprochen werden. Sowohl das Hard-Drive-
-Kriterium ist gegeben, als auch die Stromkontrollierbarkeit während der maß-
geblichen Abschaltphase. Die mindestens dreimalige Wiederholung jeder Einzel-
prüfung unterstützt diese Vermutung. Aufgrund der Kurvenverläufe ist es damit
weiterhin naheliegend, dass auch für den HGÜ-Leistungsschalter die Abschaltung
funktionieren würde.
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Abbildung 3.44: Messergebnis zu der durchgeführten Abschaltung von 10 kA
(a) Ableitung des gemessenen Pulsstroms
(b) resultierende Rückwärtsspannungsbelastung des
RC-IGCT
Der Pulsstrom ist, wie insbesondere dessen Ableitung verdeutlicht, nicht ideal si-
nusförmig. Ursache dürften im Wesentlichen Halbleitereinschalteffekte sein. Aber
auch nichtlineares Verhalten ausgelöst durch eine Spannungs- oder Frequenzabhän-
gigkeit des Kondensators in Form von CP(U,f) oder Wechselwirkungen bei Kon-
taktwiderständen und Induktivitäten mit resultierender Stromabhängigkeit ihrer
Pulskreisimpedanz sind denkbar. Der Spitzenwert der Pulsstromsteilheit liegt mit
6,5 kAµs−1 oberhalb der für Umrichter typischen Kommutierung. Die zum Zeit-
punkt der maximalen Rückwärtsspannungsbelastung auftretende Steilheit liegt
mit 2,2 kAµs−1 hingegen darunter. Das lässt sich damit begründen, dass zunächst
der abzuschaltende Strom reduziert wird. Erst wenn iP größer als Ib wird, schal-
tet die antiparallele Diode ein. Die Rückwärtsspannungsbelastung des GCT für
sich genommen ist dann mit −35V außerhalb des spezifizierten Bereichs. Welche
Auswirkungen dieser Umstand auf die Lebensdauer der Komponente hat ist frag-
lich. Einerseits ist die Belastung sehr kurz und in Umrichtersystemen ebenfalls zu
erwarten, andererseits kann die Abschaltung bei Strömen knapp oberhalb der Ab-
schaltgrenze des IGCT eine Gegenstromeinprägung notwendig machen, die dann
wiederum eine ausgeprägtere Einschaltsymptomatik bei der Diode auslöst. Die Be-
lastung des GCT stiege in Folge dessen und könnte ohne Anpassungsmaßnahmen
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Abbildung 3.45: Gegenüberstellung der Messung des im Versuch erzeugten
Belastungsprofils mit der in Kapitel 3.2.2 simulierten
Belastung einer Schaltzelle (skaliert auf das einzelne
Bauelement)
(a) Strom durch Schalterelemente
(b) Spannung über Schalterelementen
dann auch über konventionelle Belastungen hinaus gehen. Die Lebensdauer würde
somit möglicherweise negativ beeinflusst. Um Rückschlüsse auf die Lebensdauer
ziehen zu können, wäre eine breiter angelegte Studie notwendig. Da sich weder
aus einem positiven noch einem negativen Einzelergebnis belastbare Tendenzen
ableiten lassen, wurde auf die weitere Prüfung jedoch im Rahmen dieser Versuchs-
reihe verzichtet.
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Kapitel 4
Das Konzept des
Sammelschienenschutzes
HGÜ-Leistungsschalter sind unabhängig von der Realisierungsform aufwendige
Schutzeinrichtungen. In einer Mehrzahl der Fälle werden Kondensatorbänke zur
Erzeugung künstlicher Stromnulldurchgänge oder selbstschaltende Leistungshalb-
leiter bemüht um die zur Reduktion des Fehlerstroms notwendige Schaltspannung
aufzubauen. Entsprechend hoch ist auch der finanzielle Anreiz, der mit der Op-
timierung des gleichstromseitigen Schutzes von HGÜ-Verbindungen zu assoziie-
ren ist. Ein zentrales Anliegen zielt daher auf die allgemeine Kostenreduktion
bei der Schutzkomponente HGÜ-Leistungsschalter ab. Dabei steht auch die Mög-
lichkeit der gemeinsamen Nutzung von einem zentralen Schalter durch mehrere
schutzbedürftige Knoten im Raum. Hieraus lässt sich bereits ableiten, dass in die-
sem Kapitel kein neuartiger HGÜ-Leistungsschalter untersucht wird, sondern ein
gesondert zu betrachtendes Schaltanlagenkonzept. Da es allerdings erheblichen
Einfluss auf die Entwicklungen nehmen kann und einer gesamtheitlichen Lösung
entgegenkommt, ist die Relevanz für zukunftsfähige Schutzkonzepte unmittelbar
gegeben.
Erste Ansätze für die Zentralisierung des Abschaltvorgangs aufeinander treffen-
der Verbindungen gab es bereits mit [27] durch die gemeinsame Nutzung des
Schwingkreises für den in Kapitel 2.2.1 vorgestellten mechanischen Schalter und
mit [57] im Jahr 2012 für die Saugkreisvariante aus Kapitel 2.2.2. Darüber hinaus
entstand eine Reihe von Patenten, die in verschiedenen Konstellationen Schaltan-
lagen mit Sammelschienen für erweiterte Schutzkonfigurationen beschreiben, ex-
emplarisch genannt seien hier [4, 24]. In [42] wird auf abstrakte Art beschrieben,
wie sich über Hilfsschalter Knoten mit zwei unterschiedlichen Sammelschienen
verbinden lassen und eben jene über einen Hauptschalter. Aufgrund der anzuneh-
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menden Diskrepanz zwischen den Kosten für einen Hilfsschalter und denen für
einen Hauptschalter kann hier von einer ökonomischen Optimierung mit hohem
Potential ausgegangen werden. Die Anwendbarkeit solcher Ansätze auf netzartige
Strukturen wurde exemplarisch in [47] gezeigt.
Allgemein betrachtet lässt sich das Prinzip mehrere Verbindungen nach einer vor-
gesehenen Regel mit Sammelschienen zu verbinden mit einer konventionellen Dreh-
strombrückenschaltung vergleichen, und konkret mit einem Diodengleichrichter
sofern ein unidirektionaler Strom zwischen den Sammelschienen das Ziel ist. Die
Sammelschienen entsprechen dann gemeinhin den Polen des Diodengleichrichters.
Das Einsparpotential durch den Einsatz von stromrichtungsabhängig geschaltetem
Hilfsschalter, bestehend aus schnellem Trenner mit Kommutierungseinrichtung,
anstelle einer Hochspannungsdiode kann eine funktional gleichwertige Kostenop-
timierung an dieser Stelle bieten. Das Prinzip führt allerdings weitestgehend zu
den bereits angesprochenen Konzepten zurück.
Der Ersatz von Dioden durch Hilfsschalter bringt bei Einsatz eines unidirektiona-
len Hauptschalters zunächst keinen funktionalen Gewinn, ebensowenig wie es zur
Verständlichkeit beiträgt. Nicht zuletzt ist auch die Option einen bidirektionalen
Hauptschalter zu nutzen und damit auf die Gleichrichtung zu verzichten im All-
gemeinen eher nachteilig, weist der unidirektionale Aufbau doch im Zweifel einen
geringeren Komponentenbedarf auf. Im Folgenden soll deshalb das Sammelschie-
nenschutzkonzept auf Basis eines N-phasigen Diodengleichrichters als Stellvertre-
ter dieser Schaltanlagenklasse behandelt werden1.
4.1 Aufbau und Analyse
Das Konzept kombiniert die richtende Wirkung eines Diodengleichrichters mit
dem in Kapitel 2.1.2 dargestellten hybriden Konzept. Dafür werden bei einer
Schalthandlung die Ströme der zu unterbrechenden Knoten durch eine Kommu-
tierungsspannung in einen zentralen Hauptschalter umgeleitet. Dieser führt dann
die eigentliche Schalthandlung aus.
Jede Leitung ist am Übergabepunkt Kx,y mit y ∈ {n,p} und x ∈ [1,N ] ent-
sprechend Abbildung 4.1 über einen Sammelschienenverbinder angeschlossen. Um
sie in das Schaltersystem zu integrieren, werden ein konventioneller Trenner, ei-
ne Strombegrenzungsdrossel, zwei Hochspannungsdioden, sowie ein Hilfsschalter
benötigt. Der Hilfsschalter besteht im vorliegenden Beispiel aus schnellem Tren-
ner und Kommutierungseinrichtung entsprechend Kapitel 2.1.2. Die Dioden sind
über Trenner und Drossel mit dem Knoten Kx,y verbunden und erlauben den
Stromfluss zu beziehungsweise von je einer Sammelschiene. Zwischen den beiden
Sammelschienen sitzt ein unidirektionaler Hauptschalter zusammen mit Energie-
1Für die Erstellung dieses Kapitels sind neben den angegebenen Quellen auch Arbeitsteile
eingeflossen, welche in vorab publizierten Eigenveröffentlichungen genutzt wurden. Insbeson-
dere ist hier die Quelle [82] zu nennen.
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absorbern. Dabei besteht die Möglichkeit die Absorberkonfiguration wie in Kapi-
tel 3 sowohl mit als auch ohne Erdbezug aufzubauen. Der Hilfsschalter fungiert
wiederum als Brücke zu einer dritten Sammelschiene. Über diese wird der statio-
näre Leistungsaustausch realisiert. Bedingt durch die dem Hilfsschalter zugrunde
liegenden Eigenschaften sind die Durchlassverluste im Normalbetrieb gering und
ermöglichen so den sinnvollen Dauereinsatz.
...
...
...
...
...
...
K1,y
K2,y
KN,y
A+y
A−y
udc1,y
udc2,y
udcN,y
idc1,y
idc2,y
idcN,y
i+1,y i
+
2,y i
+
N,y
i−1,y i
−
2,y i
−
N,y
iMB
uMB
i+∆,y
i−∆,y
SD Ldc SAB
Diode
N-ter Sammelschienenverbinder
Abbildung 4.1: Darstellung eines Sammelschienenschutzschalters mit Polarität
y ∈ {p, n} und optionalem Erdbezug im Absorberpfad
In Abbildung 4.2 ist der exemplarische Schaltvorgang für einen Sammelschienen-
schutz mit drei Knoten dargestellt. Wie anhand von Stufe 1 nachzuvollziehen
ist, sind im Normalbetrieb alle Hilfsschalter SABx geschlossen. Das bedeutet, die
an die Knoten K1, K2 und K3 angeschlossenen Leitungen sind aktiv, wobei an
Leitung 3 zum Zeitpunkt t0 ein Erdschluss auftritt. Sobald ein Schaltbefehl für
Knoten K3 eintrifft, um dessen Leitung von den anderen zu separieren und so den
Stromfluss von den Leitungen 1 und 2 in die Leitung 3 zu unterbinden, wird der
Hauptschalter geschlossen (t1) und der dem Knoten zugehörige Hilfsschalter SAB3
geöffnet (t2). Dieser erreicht über seine Kommutierungsspannung, dem Pendant
zur Wechselspannung in konventionellen Netzapplikationen, eine Umleitung von
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idc3 über die Dioden entsprechend Stufe 2 (Abbildung 4.2). Analog zum bereits
bekannten Schalter mit zwei Knoten wird nach vollendeter Kommutierung der
schnelle Trenner geöffnet. Nach Abwarten von dessen Öffnungszeit unterbricht
der Hauptschalter SMB den fließenden Strom (t3). Dieser kommutiert in den oder
die Absorber, wie in Stufe 3 dargestellt. Mit Vollendung der Energieabsorptions-
phase zum Zeitpunkt t4 kann der konventionelle Trenner SD3 stromlos öffnen (t5)
und den Schaltvorgang damit abschließen (Stufe 4). Ein Schließvorgang läuft ex-
akt in umgekehrter Reihenfolge ab.
Bedingt durch die Modularität des Ansatzes und die (verhältnismäßig) einfache In-
tegration nachträglich installierter Leitungen in den Schutz kann das Konzept sehr
nachhaltig gestaltet werden. Voraussetzung dafür ist allerdings, dass der Haupt-
schalter die erforderliche Schaltleistung gewährleistet. Um ein sinnvolles Designkri-
terium zu erhalten muss zunächst definiert werden, welche Schalthandlungen der
Sammelschienenschutz umsetzen können muss. Theoretisch möglich sind beliebig
viele Zu- und Abschaltungen innerhalb eines Zykluses. Das heißt in den beiden
Extremfällen können alle Leitungen miteinander verbunden oder voneinander ge-
trennt werden. Alle Kombinationen die dazwischen liegen sind ebenfalls möglich,
auch das gleichzeitige Zu- und Abschalten. Allerdings sind von Betriebsführungs-
seite nicht alle Optionen relevant.
Der zu schaltende Strom ergibt sich nach Formel 4.1 als Summe aller positiven
Diodenströme i+xy oder als Summe aller negativen Diodenströme i
−
xy - jeweils ab-
züglich des Absorberstroms.
iMB,y =
N∑
x=1
i+xy − i+∆y =
N∑
k=1
i−xy − i−∆y ; y ∈ {p, n} (4.1)
HGÜ-Leistungsschalter sind im Gegensatz zu konventionellen Schaltern nicht für
das Schalten von Lasten vorgesehen, diese Aufgabe wird durch entsprechende Re-
gelung der Konverter übernommen. Im Fehlerfall müssen allerdings die auf den
Betriebsstrom geladenen Induktivitäten zuverlässig beherrscht werden - sowohl
seitens des Abschaltstromes als auch der Absorptionsenergie. Für Übertragungs-
korridore mit beispielhaften 4GW Bemessungsleistung, wie sie im Netzentwick-
lungsplan für das Szenario 2035 [2] beschrieben werden, müssten in einem 500 kV-
System bereits Lastströme von 4 kA berücksichtigt werden. Die Verbindung wür-
de sinnvollerweise über parallele Leitungsführung innerhalb der Trasse umgesetzt
werden, wozu sich der Sammelschienenschalter besonders anbietet. Die Stroman-
stiegssteilheit wird, wie bereits kennengelernt, über Strombegrenzer limitiert. Da-
bei lässt sich die wirksame Impedanz nach Abbildung 4.3 vereinfachen und ergibt
für den Fall das Drosseln zum Einsatz kommen den in Formel 4.2 gebildeten Zu-
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sammenhang.
LΣ = Ldc +
Ldc
N − 1 = Ldc ·
N
N − 1 (4.2)
Damit wird klar, dass der Sammelschienenschutz bezogen auf die notwendige
Schaltleistung des Hauptschalters einer Lösung mit individuellem Leitungsschutz
weitestgehend gleich gestellt sein wird. Der primäre Anwendungsfall wird bei
schutzbedürftigen Knoten mit mehreren Abgängen liegen. Dies ist der Fall, wenn
die Kosten für den Schutz von Gabelpunkten, angeschlossenen Konvertern und
parallelen Leitungen durch Einsatz eines Sammelschienenschutzes gesenkt werden
können. Durch die Tatsache, dass die erforderliche Schaltleistung vergleichbar ist,
der Schalter selbst aber unidirektional ausgeführt sein darf, wird der Break-even
bereits mit sehr wenigen Abgängen erreicht sein. Ein Sekundärschutz, wie in [38]
skizziert, ist hierbei naturgemäß nicht möglich. Demnach fällt die Zuverlässigkeit
gegenüber dem Individualschutz zunächst geringer aus. Andererseits ermöglicht
das hohe Einsparpotential insgesamt, gezielte Verbesserungen und die Einplanung
von Sicherheitsreserven, die sonst aus Kostengründen nicht sinnvoll wären. Auf
diese Weise kann die Investionseffizienz gesteigert und eingesparte Zuverlässigkeit
teilweise zurückgewonnen werden. Letztendlich entscheidender dürfte allerdings
die Frage sein, ob der sinnvolle Weiterbetrieb eines Systems bei Verlust eines gan-
zen Knotens im Falle einer Sekundärschutzauslösung noch möglich ist oder ob in
diesem Fall ein Abregeln der Konverter nicht ohnehin geboten wäre. In diesem
Fall würde die Zuverlässigkeit des Individualschutzes auf ein mit dem Sammel-
schienenschutz vergleichbares Niveau sinken. In jedem Fall aber ist der Hebel mit
dem Investitionen an zentralen Komponenten wie Hauptschalter oder Absorber
greifen beim Sammelschienenschutz deutlich höher.
4.2 Funktionsverifikation
Um die Funktionalität des Sammelschienenschutzes zu untersuchen soll geprüft
werden, ob die Nutzung des Sammelschienenschutzes Veränderungen im Abschalt-
verhalten gegenüber einem Einzelleitungsschalter verursacht. Dazu wird das Mo-
dell des MTS mit drei symmetrischen Monopolen entsprechend Abbildung 3.18
abermals herangezogen. Diesesmal wird ein Sammelschienenschutzkonzept mit
drei Eingängen am Gabelpunkt installiert. Das heißt, dass nun Fehler aller drei
Leitungen geklärt werden können, wodurch bei einem Einzelfehler die jeweils an-
deren beiden Leitungen aktiv bleiben. Der Schutzumfang ist damit für das System
allgemein erhöht worden.
Zur Integration des Schalters wird die Größe der einzusetzenden Luftdrossel neu
bestimmt. Im ursprünglichen Szenario wurden dem Schalter zwei Induktivitäten
in Höhe von jeweils 50mH in Reihe geschaltet. Entsprechend Formel 4.2 kann dar-
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aus die equivalente Drosselgröße für den Sammelschienenschutz abgeleitet werden.
Es ergibt sich nach Formel 4.3 eine Größe von 66mH.
Ldc = LΣ · N − 1
N
= (50mH+ 50mH) · 2
3
≈ 66mH (4.3)
Bedingt durch diese Neukonfiguration ergibt sich eine zusätzliche Impedanz zwi-
schen MMC1 und MMC3, die zuvor nicht enthalten gewesen wäre. Fraglich ist
damit vorallem, wie sich die Stromreduktionsphase durch diesen Umstand gegen-
über dem Ausgangsszenario verhält. Die Ableiterkonfiguration wird mit Erdbezug
und separierter Energieabsorption für ein- und ausgehende Ströme gewählt. Dazu
ist der Aufbau für den positiven Pol in Abbildung 4.4 illustiert.
Die Simulation mit dem erweiterten Schutzkonzept wird analog zu den Betrach-
tungen in Kapitel 3.2.3 durchgeführt und resultierende Kurven über diejenigen
mit vergleichbarer Ableiterkonfiguration gelegt. Die Ergebnisse sind Abbildung
4.5 zu entnehmen.
Es zeigt sich, dass im gewählten Szenario kaum Abweichungen festzustellen sind.
Der abzuschaltende Kurzschlussstrom weist das selbe Anstiegsverhalten auf und
wird bei selbigem Stromspitzenwert unterbrochen. Die sich ausbildenden Schalt-
spannungen, ubr1,p − ubr2,p und ubr3,p − ubr2,p sind mit der in Szenario B mit
Einzelleitungsschalter ubr1,p − ubr2,p vergleichbar. Die Spannungen an den Kabe-
lendverschlüssen sind für udc1,p und udc3,p aus Szenario A mit udc1,p aus Sze-
nario B ebenfalls deckungsgleich, wie für die fehlerhafte Leitung mit Spannung
udc2,p. Das betrachtete Szenario legt nahe, dass Beeinträchtigungen für das MTS
zunächst nicht zu erwarten sind. Auch für variierende Lastflusskonfigurationen
konnten keine kritischen Auswirkungen durch die Implementierung des Sammel-
schienenschutzes gegenüber dem Einzelleitungsschutz festgestellt werden.
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Abbildung 4.2: Schaltsequenz des Sammelschienenschutzes
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Abbildung 4.3: Darstellung der Fehlerimpedanz am Sammelschienenschalter
für einen P2G-Fehler
(a) Allgemeines Ersatzschaltbild
(b) Vereinfachtes Ersatzschaltbild mit wirksamen
Induktivitäten
(c) Vereinfachte Kurzschlussnachbildung mit LΣ
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Abbildung 4.4: Darstellung eines Sammelschienenschutzschalters mit
separierten Stromreduktionspfaden für positive Polarität
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Abbildung 4.5: Gegenüberstellung der Simulationen des Fehlers nach
Abbildung 3.18 für den Einzelleitungsschalter (A) und den
Sammelschienenschutzschalter (B)
(a) Klemmenströme des HGÜ LS
(b) Schaltspannungen des pos. Pols des HGÜ LS
(c) Klemmenspannungen des pos. Pols des HGÜ LS x ∈ {1, 3}
(d) Klemmenspannungen des pos. Pols des HGÜ LS x = 2
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Kapitel 5
Einordnung der
HGÜ-Leistungsschalter
In den vergangenen Kapiteln wurden zentrale Ansätze der Gleichstromunterbre-
chung vorgestellt und anhand vieldiskutierter Umsetzungsvarianten analysiert.
Die Konzepte beschreiben technisch vielversprechende Möglichkeiten der Gleich-
stromabschaltung in Hochspannungsapplikationen. Ihre Einsatzfähigkeit ist je-
doch nicht zwangsläufig für alle Systeme gleichermaßen geeignet1.
5.1 Technologievergleich
Der insgesamt größte Unterschied besteht zwischen dem Aufbau der Schaltspan-
nung durch mechanische und leistungselektronische Schaltertechnologien. Das Öff-
nen mechanischer Schalter - egal welchen Typs - beginnt mit der Abstandsgewin-
nung der Elektroden. Die Öffnung erfolgt traditionell häufig über vorgeladene
Energiespeichersysteme wie beispielsweise Federn. Diese befinden sich zusammen
mit der Spannvorrichtung auf Erdpotential. Zur Kraftübertragung kommen dann
Isolatoren zum Einsatz.
Sollten geringe Fehlerklärungszeiten in künftigen Anwendungsszenarien notwen-
dig sein, wovon aktuell auszugehen ist, wird die notwendige Beschleunigungskraft
möglicherweise eine Herausforderung darstellen. Der schnelle Trenner nach [62] ge-
nauso wie neuartige Konzepte für Vakuumschaltröhren [51] setzen dabei auf den
Thomson-Antrieb [44]. Dieser erfordert eine dynamische Kondensatorentladung
mit Pulsstromamplituden im Bereich mehrerer tausend bis zehntausend Ampere.
Damit einhergehend werden Pulsthyristoren benötigt, eine an die Primärspule des
1Für die Erstellung dieses Kapitels sind neben den angegebenen Quellen auch Arbeitsteile
eingeflossen, welche in vorab publizierten Eigenveröffentlichungen genutzt wurden. Insbeson-
dere ist hier die Quelle [78] zu nennen.
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Thomson-Antriebs angepasste treibende Spannung sowie kapazitiv vorgehaltene
Energie für die Umwandlung in Kinetik. Um eine schnelle Unterbrechung zu er-
reichen, muss weiterhin die bewegliche Masse auf niedrigem Niveau bleiben. Je
größer das Gewicht ist, desto langsamer wird die Kontaktbewegung, beziehungs-
weise, desto höher muss die Beschleunigungskraft ausfallen.
Es ist zu erwarten, dass die zentrale Fähigkeit des Schaltspannungsaufbaus, soll-
te sie konstruktiv durch eine einzelne Schaltkammer lösbar sein, vergleichbar mit
den verifizierten Ansätzen zu passiven Schwingkreisen, eine erhebliche Produkti-
onskosteneinsparung darstellen würde. Insbesondere wenn Schaltspannungen zu-
lässig wären, die für übliche Systemspannungen genügen und so weitere Entwick-
lungskosten gering gehalten werden können. Ob die im Vergleich zu einem Trenner
vermutlich größere Masse mit vertretbarem Aufwand so beschleunigt werden kann,
dass die Anforderungen an die Schaltdauer erfüllt werden, ist nicht bekannt. Die
Möglichkeit mit der Kaskadierung kleiner Schalter mit geringer Bewegungsmas-
se zu arbeiten, muss sich noch in Bezug auf die Abschaltfähigkeit bewähren und
schmälert über die notwendigen Entladekreise des Thomson-Antriebs das Ein-
sparpotential gegenüber leistungselektronischen Schaltervarianten. Der mit dem
Antrieb einhergehende Aufwand darf somit nicht unberücksichtigt bleiben.
Der Aufwand für die Realisierung der Stromreduktion in den vorgestellten mecha-
nischen Schaltervarianten unterscheidet sich teilweise sehr erheblich. Die vorge-
stellte Variante des aktiven Resonanzkreises, insbesondere die Weiterentwicklung
zum Kettenleiter, erfordert eine kapazitiv speicherbare Energie von
WCΣ,min =
1
2
·
(
C1A
2 + C2A
2 +C3max(1,5 · |u3|)2
)
= 232 kJ. (5.1)
Der Schalter Sinj kann mechanisch oder als bidirektionaler Thyristorschalter aus-
geführt werden.
Die zweite vorgestellte mechanische Schaltvariante nutzt einen Saugkreis, dessen
kapazitiv gespeicherte Energie deutlich von der des Kettenleiters abweicht. Sie
bewegt sich im Bereich von 2,73MJ für das Referenzszenario. Zu dem Wert ist
anzumerken, dass einige wichtige Parameter des derzeit nicht genauer bestimm-
baren mechanischen Schalters fehlen und weitere Sicherheitsmargen für mögli-
cherweise resultierende Alterungseffekte und Bauteiltoleranzen für die symmetri-
sche Pulsstromaufteilung nicht eingepreist wurden. Hinzu kommen weitere teils
leistungselektronische Komponenten. Dazu gehören zwei vollwertige mechanische
Schalter, ein Einschalter aus Mittelspannungsthyristoren, sowie vier Dioden die
alle auf
US,Σ = uTIV = 750 kV (5.2)
auszulegen sind. Im Allgemeinen sind leistungselektronische Schalter hinsichtlich
der Spannungsskalierbarkeit erprobt. Es ergeben sich bei hybrider Ausführung
auch keine nennenswerten Nachteile durch Verluste. Dennoch ist der Aufwand
hinsichtlich Auslegung, Aufbau und Komponenteneinsatz mitunter höher. Bereits
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der Umstand, dass von dem Aufbau einer Schalterhalle auszugehen ist, legt den
potentiellen Aufwand dar, handelt es sich schließlich vom Umfang her eher um
einen Konverter als um einen Schalter im klassischen Sinne.
Der hybride IGBT-Schalter als Repräsentant selbstkommutierter Schalter, zeich-
net sich in erster Linie durch seine einfache Funktion aus. Die Skalierbarkeit wird
durch eingesetzte Leistungshalbleiter bestimmt, wobei die Sättigungsströme sel-
biger den spezifizierbaren Abschaltstrom begrenzen. In sich geschlossene IGBT-
Module sind sowohl für unidirektionalen als auch für bidirektionalen Gebrauch
einsetzbar. In letzterem Fall in antiserieller Anordnung. Die Auslegung erfolgt
unidirektional auf die Schaltspannung nach
US,Σ = uTIV = 750 kV. (5.3)
Der fremdgeführte HGÜ-Leistungsschalter ist repräsentiert durch die in Kapitel
2.2.4 vorgestellte Topologie. Der Thyristor, in seiner Form nur durch die Diode hin-
sichtlich der Schaltleistung übertroffen, wird für den Einsatz in Gleichstromappli-
kationen im Wesentlichen durch die zu berücksichtigende Freiwerdezeit limitiert.
Als Gleichstromsteller ergibt sich die Mindestkapazität für das in dieser Arbeit
vorliegende Referenzszenario zu
Cmin =
Ib ·∆tc
Udc
=
15 kA · 90 µs
500 kV
≈ 2,25 µF (5.4)
und die minimale Energie zu
WC,min =
1
2
Cminu
2
TIV = 633 kJ. (5.5)
Die vorgeschlagene Topologie geht allerdings durch ihre Mehrstufigkeit und den un-
geladenen Ausgangszustand der Kapazität über diesen Wert sehr deutlich hinaus.
Sie liegt in diesem Fall bei 4,65MJ. Hinzu kommt, dass bedingt durch sequenziel-
le Kommutierungen eine höhere Anzahl von Thyristoren eingesetzt werden muss.
Die aufsummierte Spannungsfestigkeit der teilweise parallelen Thyristorschalter
ergibt unidirektional
US,Σ = 2 · uˆC2 + uˆC1 + uˆC0 ≈ 1,63MV (5.6)
und für bidirektionalen Betrieb sogar 3,26MV. Fraglich ist, ob hier nicht bereits
der Aufbau als unidirektionaler Schalter innerhalb des Sammelschienenschutzkon-
zepts bei einer Einzelleitung erhebliches Optimierungspotential erlauben würde.
Der dritte leistungselektronische Leistungsschalter setzt von vorneherein auf den
unidirektionalen Aufbau und ist somit insbesondere für den diskutierten Sam-
melschienenschutz interessant. Dabei handelt es sich der Einordnung des Schalt-
prinzips nach um einen selbstgeführten Schalter mit unterstützender Gegenstro-
meinprägung. Der Komponenteneinsatz ist qualitativ höher anzusetzen als beim
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IGBT-Schalter, ebenso wie die Komplexität der Anordnung und damit etwaige
Entwicklungskosten. Er kann gemessen an den komponentenabhängigen Grenzen
für den Abschaltstrom als Kompromiss zwischen dem rein selbstgeführten und
dem rein fremdgeführten Schalter betrachtet werden, da einerseits die Sättigung
bei Einsatz von GCTs ausbleibt und andererseits die Einhaltung der Freiwerdezeit
durch deutlich kürzere Zeitkonstanten abgelöst wird. Damit ergibt sich innerhalb
des thermisch Zulässigen, eine von den Halbleiterspezifikationen entkoppelte Ab-
schaltung. Die resultierende Skalierbarkeit erfordert zusätzliche Einschalter und
Pulskondensatoren. Die resultierende Kapazität ergibt sich dabei entsprechend
Tabelle 3.3 zu
Cmin =
CP
N − 1 =
5,1 µF
20
≈ 255 nF (5.7)
und die darin gespeicherte Energie zu 72 kJ. Bezüglich der leistungselektronischen
Komponenten finden sich im Wesentlichen drei Typen darin wieder die alle auf
die genannte Schaltspannung ausgelegt sein müssen. Dabei handelt es sich um den
IGCT Sx mit voller Stromtragfähigkeit, den Pulsthyristor oder die Funkenstrecke
SP, welche eine hohe Pulsstrombelastbarkeit mit steilem Stromanstieg zulassen
muss, und einen intern oder extern aufgebauten Ladeschalter SC, der der Wieder-
verfestigung von SP gilt und Streuströme von 20A im Referenzszenario schalten
muss. Die summierte Spannungsfestigkeit des jeweiligen Schaltertyps ergibt sich
zu
US,Σ = uTIV = 750 kV. (5.8)
Sollte sich das Verfahren als zuverlässig erweisen, ließe sich die Skalierbarkeit
des Abschaltstromes innerhalb gewisser Grenzen durch die Entkopplung des spe-
zifizierbaren Abschaltstromes von den Halbleiterkomponentenkosten realisieren.
Steigen die Vorgaben an den als notwendig erachteten maximalen Abschaltstrom
verspricht der Mehraufwand damit ökonomisch zunehmend attraktiv zu werden.
Die tatsächlich notwendige Schaltspannungsauslegung wird sich in allen genann-
ten Beispielen durch die über uTIV hinausgehende Auslegung nochmal erhöhen. In
Anlehnung an die Dimensionierung des IGBT Schalters nach [29] kann eine Sicher-
heitsmarge von circa 30% angenommen werden. Dies entspricht einer summierten
Einzelelementbelastung von insgesamt 1MV im Referenzszenario und würde hin-
sichtlich der speicherbaren Energie zu einem Faktor von 1,8 gegenüber den ange-
gebenen Werten führen. Damit ergeben sich insbesondere für den fremdgeführten
Schalter und den mechanischen Schalter mit Saugkreis besonders nachteilige Kos-
tenschätzungen. Andererseits kann dieses Argument bei Auslegung für niedrigere
Systemspannungen oder geringere Abschaltströme teilweise entkräftet werden. Die
Topologien mit der vermeintlich einfachsten und zuverlässigsten Realisierbarkeit,
der mechanische Schalter mit Kettenleiter und der selbstgeführte Schalter, weisen
einen vergleichsweise geringen Komponenteneinsatz auf. Welcher Umsetzung aber
am Ende der Vorzug gegeben wird, hängt sehr wahrscheinlich vom Umstand der
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konkreten Anwendung und dem Entwicklungsstand ab und ist somit, zumindest
im europäischen Umfeld, weitestgehend offen.
5.2 Entwicklung leistungselektronischer Lösungen
Die Entwicklung von BIGTs für den bidirektionalen, selbstgeführten HGÜ-Leist-
ungsschalter bringt eine höhere Integrationsdichte ins Spiel und zeigt, wie auch
die andauernde Weiterentwicklung von IGBTs allgemein, dass weiteres Potential
für die kompakte Umsetzung hoher Schaltleistungen vorhanden ist. Dabei sind
jedoch entscheidende Fragestellungen bezüglich der Langzeitstabilität, Kostenkal-
kulationen oder der komplexeren Ansteuerung bislang unbeantwortet.
Der Einsatz von Leistungshalbleitern in HGÜ-Leistungsschaltern ist durch den
konsequenten Betrieb im Überlastbereich geprägt. Die niedrigen Durchlassverlus-
te des IGCT stellen für die thermische Auslegung begünstigende Rahmenbedin-
gungen bereit. Dabei ist die Begrenzung des abschaltbaren Stroms ein großes Han-
dicap. Der Umstand, dass der vollständige Anodenstrom in das Gate kommutiert
werden muss, sorgt für die Notwendigkeit eines sehr niederimpedante Aufbaus der
Ansteuereinheiten.
Dennoch sind seitens der als sehr zuverlässig geltenden IGCTs in jüngerer Vergan-
genheit Fortschritte gemacht worden. Die weitergehende Optimierung der IGCTs
hin zu höheren Abschaltströmen von aktuell 6,5 kA respektive 9,5 kA [74, 75] oder
der Bi-Mode GCT (BGCT) [70, 71] zeigen das Potential bipolarer Technologie auf.
Damit bleibt der IGCT nicht nur - aber auch wegen der Option einer externen
Gegenstromeinprägung - für den Einsatz als Leistungsschalter in HGÜ Anwen-
dungen bei höheren Abschaltströmen interessant.
Allgemein müssen Halbleiter ihre vermeintlich schlüssige Einsatzfähigkeit in hybri-
den HGÜ-Leistungsschaltern erst nachweisen. Konventionelle Prüfungen für Leist-
ungshalbleiter sehen Lastwechseltests bei thermischer Zyklierung vor, die für den
neuartigen Einsatz vermutlich zu langsam sind. Wird die Erwärmung innerhalb
weniger Sekunden durchgeführt um - gegenüber dem Einsatz in Umrichtersyste-
men - eine beschleunigte Alterung zu simulieren [40], so ist die für HGÜ-Leistungs-
schalter übliche Pulsbelastung nach wenigen Millisekunden üblicherweise vorüber.
Es darf vermutet werden, dass aufgrund der vergleichsweise kurzen und über-
mäßig starken Belastung, möglicherweise andere Zerstörungsmechanismen in den
Vordergrund treten. Da die Stromexposition damit nach gängiger Vorstellung eher
einem Kurzschluss ähnelt, sind Prognosen zur Lebensdauer möglicherweise nicht
ohne Anpassung der Prüfszenarien erlaubt. Andererseits lässt sich aufgrund der
vergleichsweise geringen Anzahl an Schalthandlungen das Degradationsverhalten
direkt am Prüfling ablesen ohne eine Beschleunigung der Alterung erforderlich zu
machen.
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Um einen Überblick zu den Möglichkeiten für die Umsetzung des Betriebsmittels
Hochspannungsgleichstrom-Leistungsschalter zu bieten, wird eine Eingruppierung
nach Schaltprinzipien vorgenommen. Innerhalb der Arbeit wurden dazu bekannte
Schalterkonzepte vorgestellt und zentrale Auslegungszusammenhänge formuliert.
Dem Leser wird ein erster Einblick in die Problematik des Gleichstromschaltens
gegeben. Die Analyse der Konzepte weist auf mögliche Eigenheiten beispielsweise
in Form erhöhten Komponentenbedarfs hin und zielt auf die verständliche Cha-
rakterisierung der Topologien ab.
Schwerpunkt der Arbeit ist jedoch die GCT Abschaltung mit hochfrequentem Ge-
genstrom. Hintergrund des neuartigen Schaltprinzips ist der Gedanke, die für den
Applikationsrahmen vorteilhaften Eigenschaften des Thyristors, als Repräsentant
fremdgeführter Schalter, mit denen selbstgeführter Schalter zu kombinieren. Ziel
war es, ein Schalterkonzept zu entwickeln, mit dem abseits der individuellen Kom-
ponentenspezifikationen eine Skalierbarkeit erreicht wird. Diese soll nicht alleine
auf die Spannung, sondern ebenso auf den zulässigen Abschaltstrom zutreffen.
Dazu wurde eine modulare Topologie entwickelt, die auf eine zentrale Konden-
satorentladung verzichtet und stattdessen eine möglicherweise besser umsetzba-
re parallelisierte Gegenstromüberlagerung nutzt. Die grundlegende Funktionalität
wurde auf unterschiedlichen Abstraktionsebenen analysiert und simulativ über-
prüft. Im Zuge dessen fand weiterhin die experimentelle Verifikation des Schalt-
prinzips statt. Die erforderliche Versuchsumgebung ist anhand ihrer Komponenten
vorgestellt und die Ergebnisse im Kontext der vorgestellten Topologie eruiert wor-
den. Es konnte dargelegt werden, dass das neuartige Schaltprinzip grundsätzlich
das Potential dazu hat, Gleichströme jenseits der Spezifikationen des eingesetzten
GCT abzuschalten. Dabei kann eine Verdreifachung des Abschaltstromes attes-
tiert werden.
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Weiterhin ist das zunehmend in den Fokus rückende Schaltanlagenkonzept des
Sammelschienenschutzes analysiert und simulativ bestätigt worden. Die Funktio-
nalität des Hauptschalters wird ebenso wenig beeinträchtig, wie das Abschalt-
verhalten auf Systemebene. Durch Einsatz als Sammelschienenschalter lassen sich
dank des unidirektionalen Schaltens in den behandelten Topologien weiterhin Ver-
einfachungen treffen, die der Kostenreduktion zu Gute kommen. Die Stärken lie-
gen in einer allgemeinen Komponentenreduktion und insgesamt einer Erhöhung
der Zuverlässigkeit. Damit wird zusätzlich die Möglichkeit geschaffen, die Ableiter-
konfiguration so zu gestalten, wie sie für das Übertragungssystem am geeignetsten
erscheint.
Bevor HGÜ-Leistungsschalter auf leistungselektronischer Basis zum Einsatz kom-
men können, müssen sie sich durch geeignete Testverfahren für den Einsatz in
dem neuen Applikationsrahmen qualifizieren. Innerhalb des erwarteten Arbeitsbe-
reichs werden bereits Belastungen abseits konventioneller Umrichterbeanspruchun-
gen erreicht, die nicht zwangsläufig durch bekannte Testverfahren abgedeckt sind.
Aufgrund des hohen Anspruchs an Zuverlässigkeit und Ausfallsicherheit muss die
Lebensdauer der Halbleiter in den kurzschlussähnlichen Belastungsszenarien für
angemessene Schaltspielzahlen nachgewiesen werden.
Bezogen auf die gegenstromgestützte GCT-Abschaltung sind weitere Untersuchun-
gen hinsichtlich der Lebensdauer notwendig. Die Praxistauglichkeit setzt voraus,
dass unterschiedliche Belastungssituationen zuverlässig bewältigt werden. Dabei
stellt die kritische Belastung nicht notwendigerweise das Schalten an der Abschalt-
stromgrenze dar, sondern gegebenenfalls der Teillastbereich. Knapp oberhalb der
natürlichen Abschaltstromgrenze des GCT, wenn die Rückwärtsbelastung der an-
tiparallelen Diode durch den Pulsstrom besonders hoch wird, könnte eine mögli-
cherweise bedenkliche Beanspruchung auftreten.
Leistungselektronische Komponenten müssen ihren zuverlässigen Einsatz bei der
zu erwartenden Kurzzeitbelastung durch möglicherweise veränderte Prüfverfah-
ren für adequate Schaltspielzahlen im Applikationsrahmen des HGÜ-Leistungs-
schalters erst nachweisen. Gleichermaßen steht für die Umsetzung mechanischer
Schalter mit inhärentem Einsparpotential gegenüber leistungselektronischen Rea-
lisierungsmöglichkeiten eine durchgängige Lösung hinsichtlich des Anforderungs-
profils aus. Die Spannungsskalierbarkeit ist, anders als für Leistungshalbleiter,
nicht unmittelbar gegeben und erfordert einen schlüssigen Ansatz um gleichzeitig
der Vorgabe einer geringen Schaltzeit nachzukommen.
Die Umsetzung eines Gleichstromleistungsschalters für Hochspannungsanwendun-
gen ist trotz - oder gerade wegen - der Vielzahl von Realisierungsmöglichkeiten sehr
wahrscheinlich möglich. Die Frage ist, ob sie ökonomisch - wie technisch - sinnvoll
sein wird. Daher dürfen auch Alternativen zum Schalten auf der Gleichstromsei-
te nicht außer Acht gelassen und generell ein Augenmerk auf die ganzheitliche
Lösung der Fehlerklärung gelegt werden.
116
Anhang A
Analytische Zusammenhänge
A.1 Stromkommutierung mit RCD Snubber (Kapitel 2.1.2)
Bezüglich der Stromanstiegssteilheit im Hauptschalter hervorgerufen durch die
Kommutierungseinrichtung SLCS kann das vereinfachte Schaubild nach Abbildung
A.1 angenommen werden.
IL Lσ
IC CLCSI0
U
SLCS
Abbildung A.1: Vereinfachtes Ersatzschaltbild einer Kommutierung
Es gilt für die Kommutierungsdauer i(t) = i0. Es können damit folgende Zusam-
menhänge aufgestellt werden:
I0(p) =
i0
p
(A.1)
u(t) =
1
CLCS
∫
iC(t)dt ❝ sU(p) =
1
CLCS
IC(p)
p
(A.2)
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u(t) = Lσ
diL
dt
❝ sU(p) = p · Lσ · IL(p) (A.3)
Über U(p) ergibt sich somit der Zusammenhang
1
CLCS
IC(p)
p
= p · Lσ · IL(p) (A.4)
der mit den Kirchhoffschen Gleichungen
IC(p) = I0(p)− IL(p) (A.5)
zu
1
CLCS
I0(p)− IL(p)
p
= p · Lσ · IL(p) (A.6)
IL(p) =
I0(p)
p2 · Lσ · CLCS + 1 (A.7)
führt. Die Ableitung im Laplacebereich ergibt
p · IL = p · I0(p)
p2 · Lσ · CLCS + 1 =
i0
p2 · Lσ · CLCS + 1 =
i0√
LσCLCS
·
1√
LσCLCS
p2 +
1
LσCLCS
.
(A.8)
Dies lässt sich über die Korrespondenz aus [8]
α
p2 + α2
❝ ssin(αt) (A.9)
umformen zu
diL
dt
=
i0√
LσCLCS
· sin
(
t√
LσCLCS
)
. (A.10)
A.2 Auslegung des thyristorkommutierten Schalters (Ka-
pitel 2.2.4)
Mit den Kommutierungsinduktivitäten
L0 = Lσ0 + Lσ1 (A.11)
und
L1 = Lσ1 + Lσ01 + Lσ2 (A.12)
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lässt sich die Kommutierungsdauer in Übereinstimmung mit der maximalen Stroman-
stiegsgeschwindigkeit der Thyristoren zum jeweiligen Zeitpunkt t0 und t1 zu
∆tk,x =
(
di
dt
)−1
max
· ib(tx) = Lx · ib(tx)
uˆCx
,x ∈ {0, 1} (A.13)
bestimmen. Mit der Steigung des Kurzschlussstromes r und dem Momentanstrom
I0 zum Zeitpunkt t0 ergibt sich
C2 =
(∆tc2 + tk1) ib(t1)
uˆC1
mit ib(t) = I0 + r · t . (A.14)
Der Wert für t1 kann hierzu aus dem Integral
C1 · uˆC1 =
∫ t1
t0
iC1(t)dt =
∫ t1
t0
(I0 + r · t)dt (A.15)
zu
t1 = − I0
r
+
√
I20
r2
+
2C1uˆC1
r
(A.16)
gewonnen werden. Damit gilt
ib(t1) =
√
I20 + 2C1uˆC1r (A.17)
Durch Einsetzen in A.14 erhält man
C2 =
(
∆tc2 +
L2
√
I20 + 2C1uˆC1r
uˆC1
)
·
√
I20 + 2C1uˆC1r ·
1
uˆC1
(A.18)
wodurch die Zielfunktion bei festem ∆tc2 = ∆tc nur Abhängigkeiten mit C1 und
uˆC1 aufweist. Als Nebenbedingungen ergeben sich abschließend
∆tc ≤ ∆tc1 −∆tk,0 = uˆC0C1
I0
− L0I0
uˆC0
(A.19)
und
Sr,max ≥ Sr = uˆC2
t1 + t2
mit t2 = − I1
r
+
√
I21
r2
+
2C2uˆC2
r
(A.20)
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Anhang B
Technische Versuchsbedingungen
Tabelle B.1: Feste Annahmen für die Simulation des Versuchskreises
Parameter Wert Beschreibung
LAC 12 µH Drehstromdrossel
LDC2 0 µH Gleichstromdrossel
Lσ1 0,9 µH Parasitäre Leitungsimpedanz
Lσ2 300 nH Parasitäre Leitungsimpedanz
Lσ3 1,5 µH Parasitäre Leitungsimpedanz
Lσ4 0 µH Parasitäre Leitungsimpedanz
ZOVP1 = ZOVP2 500V Ableiterschutzpegel
ZOVP3 2000V Ableiterschutzpegel
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Tabelle B.2: Einstellungen für die Durchführung der Versuche
Versuch Ib IP VAC LDC1 RDC1 RDC2 UCP,0
1 1 kA 0 kA 74V 15 µH 20mΩ 20mΩ 10V
2 1 kA < 1 kA 74V 15 µH 20mΩ 20mΩ 200V
3 2 kA < 1 kA 74V 15 µH 20mΩ 20mΩ 200V
4 3 kA 3 kA 74V 15 µH 20mΩ 20mΩ 390V
5 4kA 3 kA 74V 15 µH 8,6mΩ 20mΩ 390V
6 4kA 4kA 74V 15 µH 4,9mΩ 20mΩ 500V
7 6 kA 6 kA 74V 15 µH 2,9mΩ 20mΩ 750V
8 8 kA 8 kA 155V 15 µH 2,9mΩ 20mΩ 1000V
9 10 kA 10 kA 163V 7,6 µH 2,9mΩ 20mΩ 1550V
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LS . . . . . . . . . . . . Parasitäre Serieninduktivität eines GCT
N . . . . . . . . . . . . . Anzahl
n . . . . . . . . . . . . . . Zählvariable
p . . . . . . . . . . . . . . komplexe Frequenz im Laplace Bereich
Q . . . . . . . . . . . . . Formelzeichen der elektrischen Ladung
R . . . . . . . . . . . . . Formelzeichen des Widerstands
r . . . . . . . . . . . . . . Formelzeichen des Radius
rT . . . . . . . . . . . . . Spezifikation des Durchlassersatzwiderstands
Rθ . . . . . . . . . . . . Widerstand eines Verbinders
RC . . . . . . . . . . . . Ladewiderstand
RD . . . . . . . . . . . . Durchlasswiderstand einer Diode
RP . . . . . . . . . . . . Widerstand des Pulskreis
RS . . . . . . . . . . . . Durchlasswiderstand eines GCT
SAB . . . . . . . . . . . Hilfsschalter, engl. Auxiliary Breaker
SC . . . . . . . . . . . . Ladeschalter
SDC . . . . . . . . . . . DC-Schalterprototyp
SD . . . . . . . . . . . . Diodenschalter
SD . . . . . . . . . . . . Trennschalter
SFD . . . . . . . . . . . Schneller Trenner, engl. Fast Disconnector
SF . . . . . . . . . . . . Fehlerschalter
SGCT . . . . . . . . . GCT Schalter
Sinj . . . . . . . . . . . Einschalter für Pulsanwendungen
SLCS . . . . . . . . . . Kommutierungseinrichtung, engl. Load Commutation Switch
SMB . . . . . . . . . . . Hauptschalter, engl. Main Breaker
SOVP . . . . . . . . . . Einschalter zum Bypass eines Ableiters
SPG . . . . . . . . . . . Einschalter für Pulsanwendungen bestehend aus Mittelspannungs-
thyristoren
SPT . . . . . . . . . . . Pulsthyristorschalter
SP . . . . . . . . . . . . Einschalter für Pulsanwendungen
Sr . . . . . . . . . . . . . Steilheit des Spannungsanstiegs während der Unterbrechung
SF6 . . . . . . . . . . . Schwefelhexafluorid
T . . . . . . . . . . . . . Hochstromtransformator
t . . . . . . . . . . . . . . Formelzeichen für die Zeit
T0 . . . . . . . . . . . . . Periodendauer
t0 . . . . . . . . . . . . . Beginn des Unterbrechungsvorgangs
tb . . . . . . . . . . . . . Unterbrechungszeitpunkt
tdet . . . . . . . . . . . . Zeitpunkt der Fehlererkennung
tF . . . . . . . . . . . . . Fehlerzeitpunkt
U . . . . . . . . . . . . . Formelzeichen der Spannung
u . . . . . . . . . . . . . . Ausnutzungsfaktor des Pulsstroms
uAK . . . . . . . . . . . Spannung über Anode und Kathode
uarc . . . . . . . . . . . Lichtbogenspannung
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ubr . . . . . . . . . . . . Anteil der Schaltspannung: Spannung derjenigen Klemme einer
Drossel die dem HGÜ LS zugewandt ist (gegen Erde)
udc . . . . . . . . . . . . Systemspannung: Spannung derjenigen Klemme einer Drossel
die dem HGÜ LS abgewandt ist (gegen Erde)
uf . . . . . . . . . . . . . Schleusenspannung der Diode
uGK . . . . . . . . . . . Spannung über Gate und Kathode
UC,0 . . . . . . . . . . . initiale Kondensatorladespannung
Udc . . . . . . . . . . . Spannung eines HGÜ-Systems
UT,D . . . . . . . . . . Schleusenspannung einer Diode
UT,S . . . . . . . . . . Schleusenspannung eines GCT
uTIV . . . . . . . . . . Schaltspannung
VDC . . . . . . . . . . . Spezifikation der Sperrspannung in Vorwärtsrichtung
VRRM . . . . . . . . . Spezifikation der maximal wiederkehrenden Rückwärtsspannung
VRSM . . . . . . . . . . Spezifikation der Spitzenspannungsbelastung
VT0 . . . . . . . . . . . Spezifikation der Schleusenspannung
WCΣ . . . . . . . . . . Summierte, kapazitiv gespeicherte Energie
X . . . . . . . . . . . . . Winkellänge zur Charakterisierung der Sägezahnfunktion
x . . . . . . . . . . . . . . Zählvariable
y . . . . . . . . . . . . . . Zählvariable
Zσ . . . . . . . . . . . . Verteilte Leitungsimpedanz
ZF . . . . . . . . . . . . Verteilte Leitungsimpedanz des Freilaufkreises
ZOVP . . . . . . . . . Nichtlineare Impedanz mit Überspannungsschutzpegel
Zθ . . . . . . . . . . . . Impedanz eines Verbinders
ZP . . . . . . . . . . . . Impedanz des Pulskreis
Σ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . Subskript: Aufsummierung
+ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . Superskript: positiver Pol
- . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . Superskript: negativer Pol
AB . . . . . . . . . . . . . . . . . . Subskript: dem Hilfsschalter zugeordnet
DG . . . . . . . . . . . . . . . . . Subskript: dem Dämpfungsglied zugeordnet
max . . . . . . . . . . . . . . . . . Subskript: obere Auslegungsgrenze
MB . . . . . . . . . . . . . . . . . Subskript: dem Hauptschalter zugeordnet
min . . . . . . . . . . . . . . . . . Subskript: untere Auslegungsgrenze
PG . . . . . . . . . . . . . . . . . . Subskript: dem Stromimpulsgenerator zugeordnet
A . . . . . . . . . . . . . Anode
AC . . . . . . . . . . . . Alternating Current
B6 . . . . . . . . . . . . Architektur einer Drehstrombrückenschaltung
BGCT . . . . . . . . Bi-mode Gate Commutated Thyristor
BIGT . . . . . . . . . Bi-mode Insulated Gate Transistor
CAD . . . . . . . . . . Computer Aided Design
DC . . . . . . . . . . . . Direct Current
DMA . . . . . . . . . Direct Memory Access
FPGA . . . . . . . . Field Programmable Gate Array
G . . . . . . . . . . . . . Gate
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GCT . . . . . . . . . . Gate Commutated Thyristor
GTO . . . . . . . . . . Gate Turn-off Thyristor
GU . . . . . . . . . . . Gate Unit
GUI . . . . . . . . . . . Graphical User Interface
HGÜ . . . . . . . . . . Hochspannungsgleichstromübertragung
IGBT . . . . . . . . . Insulated Gate Bipolar Transistor
IGCT . . . . . . . . . Integrated Gate Commutated Thyristor
K . . . . . . . . . . . . . Kathode
LS . . . . . . . . . . . . Leistungsschalter
MMC . . . . . . . . . Modular Multilevel Converter
MOV . . . . . . . . . Metal Oxide Varistor
MTS . . . . . . . . . . Multi-Terminal-System
NPN . . . . . . . . . . Bipolarer NPN Transistor
OCO . . . . . . . . . . Open-Close-Open
P2G . . . . . . . . . . Pole-to-Ground
P2P . . . . . . . . . . . Pole-to-Pole
PNP . . . . . . . . . . Bipolarer PNP Transistor
RC . . . . . . . . . . . . Beschreibung eines Snubbers, bestehend aus Widerstand und
Kondensator
RC-IGCT . . . . . Reverse Conducting Integrated Gate Commutated Thyristor
RCD . . . . . . . . . . Beschreibung eines Snubbers, bestehend aus Widerstand, Kon-
densator und Diode
RTS . . . . . . . . . . . Real Time System
SCCL . . . . . . . . . Short Circuit Current Limiter
SiC . . . . . . . . . . . Silicon Carbide
SM . . . . . . . . . . . . Submodul
SOA . . . . . . . . . . Safe Operating Area
TIV . . . . . . . . . . . Transient Interruption Voltage
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